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CONTEXTE ET PROBLEMATIQUE INDUSTRIELLE 
 
GRTgaz met en œuvre aujourd'hui plus de 32 000 kilomètres de canalisations en acier pour 
transporter du gaz naturel sous pression. Les pipelines enterrés sont exposés à un 
environnement humide et donc à un risque de corrosion dans les sols. La corrosion des 
structures métalliques serait préjudiciable à l'intégrité du réseau et génèrerait des 
répercussions financières et environnementales très importantes.  
 
Garantir la longévité et la sécurité des structures métalliques enterrées est donc capital pour 
le transport du gaz. Une double protection est actuellement mise en œuvre, comprenant la 
pose d’un revêtement organique anticorrosion avant l’installation des canalisations et 
l’application d’une protection cathodique pendant toute la durée de leur exploitation. Le 
succès de la protection contre la corrosion externe dépend en grande partie de l’aptitude du 
revêtement à offrir tout au long de la durée de vie de l’ouvrage une barrière efficace à la 
pénétration de l'oxygène, des ions, de l'eau et de la vapeur d’eau vers la surface de l’acier. 
Par contre, en cas de défaut dans le revêtement, il est impératif que le système de 
protection cathodique achemine le courant nécessaire à la protection des surfaces d’acier 
ainsi mises en contact avec l’électrolyte du sol. Cette synergie d'action des protections 
actives et passives peut évoluer avec le temps, tout au cours du vieillissement en service du 
système de revêtement. Cette évolution exige un contrôle régulier de l’adéquation du 
dispositif de protection cathodique vis-à-vis de la protection des zones de défaut du 
revêtement, mais dans le cadre de ce travail de Thèse, nous nous focaliserons sur la 
protection passive par des revêtements externes. Le but est d'apporter des réponses 
consolidées à une partie d'un problème industriel plus global. 
 
Ainsi, GRTgaz préconise actuellement l’utilisation de revêtements polyoléfines tricouches 
constitués d’une sous couche mince époxy, d’une couche mince d’adhésif à base de 
copolymères de polyoléfines et d’une couche supérieure de plusieurs millimètres 
d’épaisseur, le plus souvent en polyéthylène. L’époxy sert de primaire d’adhérence tandis 
que le polyéthylène forme le revêtement épais protecteur. L’adhésif assure un lien optimal 
entre le polyéthylène de nature très apolaire et l'époxy de nature très polaire. Ce système de 
revêtement bénéficie ainsi de très bonnes qualités d'adhérence, d'excellentes propriétés 
barrières, d'une faible sensibilité au décollement cathodique et de très bonnes propriétés 
mécaniques. 
 
Néanmoins, chez quelques opérateurs de canalisations de transport, externes au Groupe 
GDFSUEZ, des cas de décollements de ces revêtements à l’interface époxy/acier ont été 
constatés sur des sections de tubes de pipelines en service depuis quelques années 
seulement, souvent aux extrémités des tubes près des bords de la zone revêtue en usine, 
alors que la durée de service escomptée des tubes dans le sol est d’au moins 50 ans. Les 





conditions inappropriées de choix des composants du système de revêtement comme le 
choix d’un primaire époxy inadapté à la température élevée de service de la canalisation, ou 
alors des conditions de mise en œuvre du revêtement hors spécification, tel qu'un degré 
d’empoussièrement excessif de la surface métallique avant application du revêtement. 
L’origine précise de ces décollements prématurés n’a cependant pas toujours pu être 
identifiée et il est ressorti de ces expertises que la durabilité de la liaison adhésive de ces 
systèmes de revêtement exige des conditions relativement strictes de choix et de mise en 
œuvre des produits, et est assez peu tolérante vis-à-vis des écarts relativement aux 
conditions nominales du processus de fabrication. Suite à un travail de thèse mené 
antérieurement au laboratoire1, il avait été mis en évidence que ces décollements 
pourraient avoir été promus par une dégradation progressive des liaisons interfaciales entre 
le primaire époxy et la surface métallique, du fait du vieillissement hydrolytique associé à la 
présence de contraintes interfaciales importantes entre les différentes couches de 
l'assemblage. Aussi, l'objectif de cette étude est double. Il s'agira d'une part de déterminer 
les conditions optimales de conception et d’application permettant d’aboutir à la meilleure 
performance en vieillissement de la liaison adhésive, et d'autre part de quantifier les niveaux 
de contraintes au sein de la canalisation en acier revêtue depuis sa mise en œuvre, jusqu'à 
sa mise en service, toujours dans un souci d'optimisation des conditions de conception et 





La prédiction des performances en vieillissement des assemblages collés est un sujet 
complexe. Si les matériaux considérés indépendamment les uns des autres doivent résister 
au cours du temps et du vieillissement, il est impératif qu’il en soit de même pour 
l’assemblage. Il s'agit non pas de prédire la durabilité d’un matériau, mais bien celle d’un 
système complet adhésif/interface(interphase)/substrat. Les problématiques d'adhérence 
sont alors au cœur de cette étude et la compréhension globale des phénomènes d’adhésion 
ne peut donc être que pluridisciplinaire et multi-échelles. 
 
Les liaisons interfaciales dépendant nécessairement de la préparation de surface de l’acier, 
des procédés de nettoyage seront testés afin d’évaluer leur influence sur l’adhérence initiale 
et la durabilité des assemblages. Pour améliorer l’adhérence de ces revêtements, une étude 
sur l’apport des traitements de surface sera menée en prenant en compte des traitements 
alternatifs compatibles avec l’évolution de la réglementation. L’étude des effets du 
vieillissement humide sur la perte d’adhérence permettra de progresser sur la 
compréhension des mécanismes de vieillissement humide à l’interface époxy/acier. 
                                                     
1
 Legghe E. Etude des paramètres et des mécanismes conditionnant l’adhérence entre un primaire époxy et un 





Par ailleurs, la modélisation par éléments finis du système tricouches permettra de préciser 
les niveaux de contraintes aux interfaces résultant de la mise en œuvre et de prévoir leur 
évolution au cours du temps et du vieillissement. La modélisation du procédé de mise en 
œuvre du revêtement tricouches permettra également de définir les paramètres qui influent 
sur le niveau moyen de contraintes, et donc de les optimiser. La comparaison entre les 
valeurs d’adhérence mesurées, tout au cours de la progression des durées de vieillissement 
humide, par les essais de simple recouvrement et les niveaux moyens de contraintes 
résiduelles calculés par les modèles numériques conduira à une meilleure évaluation des 




Ce manuscrit est scindé en deux parties (A & B), qui se décomposent chacune 
respectivement en trois chapitres. 
 
La partie A porte sur la caractérisation et l'amélioration de la tenue au vieillissement hydro-
thermique des revêtements tricouches des pipelines. Le chapitre I rappelle les mécanismes 
fondamentaux décrits par la littérature qui sont impliqués dans les phénomènes d'adhésion. 
Après une description de la nature chimique du prépolymère époxy, des durcisseurs, des 
additifs et de quelques notions sur les surfaces métalliques, les spécificités des interfaces 
époxy/acier pourront être mieux comprises. L'utilisation potentielle de promoteurs 
d'adhérence organosilanes en vue d’améliorer la durabilité des assemblages sera décrite et 
la complexité des phénomènes associés au vieillissement humide des interfaces époxy/acier 
soulignée. Le chapitre II est ensuite consacré à la caractérisation des assemblages 
acier/primaire époxy. Les influences de la propreté et de la rugosité de la surface métallique, 
mais également de la nature du primaire époxy seront étudiées. Le chapitre III s'attache à 
caractériser les propriétés des films de silane et de l'interphase silane/époxy, dans le but 
d'identifier les paramètres clés qui pilotent l'adhérence et la durabilité des assemblages. 
 
La partie B vise à quantifier les contraintes internes accumulées au sein d'un pipeline revêtu, 
au cours de son cycle de vie. Le chapitre I rappelle les origines du développement des 
contraintes internes dans les revêtements et dans les systèmes multicouches, ainsi que les 
méthodes expérimentales ou analytiques de mesure des contraintes. Le calcul numérique 
apparaît alors comme le moyen le plus approprié pour quantifier ces contraintes. Le chapitre 
II est dédié à la quantification des contraintes générées par la mise en œuvre des 
revêtements tricouches, ainsi que leurs évolutions au cours du temps. Une attention 
particulière est portée aux contraintes interfaciales. L'influence des lois de comportement 
des matériaux sur les résultats du calcul numérique est étudiée. L'influence des épaisseurs 
des différentes couches du revêtement est également évaluée de manière à déterminer si 
les caractéristiques géométriques du revêtement ont un impact sur les niveaux de 





service et de vieillissement humide sur l'état de contraintes au sein de l'assemblage 
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Cette étude bibliographique se décompose en cinq parties. Après avoir défini les notions 
d'adhésion et d'adhérence, les théories fondamentales relatives à la science de l'adhésion 
seront décrites. L'interface époxy/acier ayant été identifiée comme l'interface critique vis à 
vis de la durabilité des revêtements tricouches des pipelines, nous nous intéresserons plus 
spécifiquement à la nature chimique des primaires époxy et aux caractéristiques de la 
surface métallique, de manière à mieux saisir les spécificités de l'interface d'intérêt. Par 
ailleurs, l'utilisation de promoteurs d'adhérence organosilanes, en vue de l'amélioration de 
la durabilité de l'assemblage sera présentée. Les essais mécaniques permettant d'évaluer les 
performances et la durabilité des assemblages collés seront brièvement discutés. Enfin, nous 
nous attarderons sur la complexité des phénomènes de vieillissement humide des primaires 
époxy et des assemblages. 
 
 
I. TERMINOLOGIE : ADHESION / ADHERENCE 
 
L'adhésion et l'adhérence sont deux notions fondamentales, qu'il convient de distinguer 
(Figure A.I-1) [1]. L'adhésion est l'ensemble des interactions interatomiques et 
intermoléculaires qui se produisent à l'interface de deux matériaux mis en contact. Ces 
phénomènes conduisent à la formation d'une interphase présentant des propriétés 
spécifiques par rapport aux matériaux homogènes en contact. L'adhérence est le résultat 




Figure A.I-1 : Distinction entre adhésion et adhérence 
 
Pour qu’un assemblage soit performant et durable, il est nécessaire d’obtenir un niveau 
d’adhérence optimal. Cette condition implique une bonne compréhension des mécanismes 
qui sont à l’origine du phénomène d’adhésion. Il n’existe pas une unique théorie qui soit à 
même d'expliquer de manière satisfaisante la diversité des situations rencontrées. Cinq 
concepts majeurs sont généralement cités pour décrire la science de l'adhésion à savoir 








thermodynamique et la diffusion. Ces théories sont décrites ci-dessous ainsi que les notions 
d'interphase ou de couche de faible cohésion, qui sont des conséquences des mécanismes 
d'adhésion dépendantes de la nature des liaisons ou interactions formées et des matériaux 
en présence [2]. Nous nous focaliserons ensuite sur les mécanismes d'adhésion les plus 
probables aux interfaces époxy/acier. 
 
 
II. THEORIES DE L’ADHESION 
 
II.1. THEORIE DE L'ANCRAGE MECANIQUE 
 
La théorie mécanique est la plus ancienne des théories de l’adhésion. Elle a été proposée par 
Mc Bain et Hopkins [3] en 1925. L'ancrage mécanique n'est pas un mécanisme d'adhésion à 
l'échelle moléculaire, mais en augmentant la rugosité du substrat et donc la surface 
développée de la surface métallique, une amélioration l'adhésion de l'adhésif sur le substrat 
est attendue. L’adhésion est assurée par la pénétration de l’adhésif dans les irrégularités, les 
microcavités ou les pores de la surface avant sa solidification [4-6]. La rugosité et la porosité 
du substrat sont favorables à l'adhésion, à condition qu'il y ait un bon mouillage (cf. Figure 
A.I-2). La rugosité n’est bénéfique que dans la mesure où la géométrie des aspérités et le 
mouillage de l’adhésif favorisent la pénétration, et que les pics du relief de surface sont bien 
solidaires du substrat massique [7]. Par ailleurs, Maeva et al. [8] ont mis en évidence que 
l'adhésif ne doit pas seulement mouiller correctement la surface, mais il doit également 
présenter de bonnes caractéristiques rhéologiques (viscosité) pour parvenir à pénétrer dans 
les pores pendant un temps raisonnable.  
 
  
Figure A.I-2 : Exemple d'un bon (a) et d'un mauvais (b) mouillage pour l'ancrage mécanique 
 
La sollicitation de l’assemblage impliquera non seulement des contraintes interfaciales entre 
le substrat et adhésif, mais aussi des contraintes cohésives dans l’adhésif qui aura pénétré 
dans la rugosité du substrat. La rupture des liaisons covalentes de l’adhésif nécessitant en 
général une énergie plus élevée que celle des liaisons interfaciales, les propriétés globales 
d’adhérence de l’assemblage seront améliorées. 
 
La théorie de l'ancrage mécanique est une des composantes dans les mécanismes globaux 
de l'adhésion. Elle ne peut être considérée comme une théorie universelle, car elle ne tient 
(a) (b)




pas compte des phénomènes qui se produisent au niveau moléculaire à l'interface 
adhésif/substrat. De plus, elle n'explique pas les bons niveaux d'adhérence que l'on peut 
mesurer entre des surfaces parfaitement lisses [9]. 
 
II.2. THEORIE DE LA LIAISON CHIMIQUE 
 
L’adhésion entre deux matériaux est d’autant plus forte qu'il se développe à leur interface 
des réactions chimiques donnant lieu à des liaisons de valence primaire. Ces liaisons 
chimiques sont difficiles à mettre en évidence compte tenu de la très faible épaisseur des 
interfaces. Cependant dès 1946, Buchan et Rae [10] ont montré par exemple que des 
liaisons covalentes se formaient entre le caoutchouc et le laiton à travers le composé soufre-
cuivre. Ces phénomènes chimiques sont de première importance pour l’adhérence, car les 
liaisons primaires mettent en jeu des énergies très importantes, comme l’indique le Tableau 
A.I-1. Les promoteurs d’adhérence mettent à profit ce type de liaisons. 
 







Liaisons de Van der Waals 2 - 15 ≤ 1 
Liaisons hydrogènes 10 - 40 0,2 
Liaisons 
primaires 
Covalente 150 - 950 0,1 - 0,2  
Ionique 400 - 800 0,2 - 0,3 
Métallique 100 - 400 0,3 - 0,5 
Tableau A.I-1 : Energie associée aux liaisons secondaires et aux liaisons primaires [11, 12] 
 
II.3. THEORIE ELECTROSTATIQUE 
 
Le modèle électrostatique stipule qu’un transfert d’électrons se crée entre une double 
couche de charges électriques (de signe opposé) à l’interface entre l’adhésif et le substrat 
(Figure A.I-3) [13, 14]. 
 
 
Figure A.I-3 : Interactions électrostatiques adhésif/substrat 
Substrat
Adhésif
- - - - - - - - - - - - - - - - - - - -
+ + + + + + + + + + + + + + + + + + + + + + 




Le système adhésif/substrat est considéré comme un condensateur plan formé par les deux 
couches électriques au contact des deux surfaces. 
 
Les liaisons de type acide/base au sens de Lewis ou de Brønsted mettent en jeu des forces 
électrostatiques. La théorie acide/base au sens de Lewis suppose qu'il y ait un transfert 
d'électrons entre un acide accepteur d'électron et une base donneur d'électron [15]. A titre 
d'exemple, l'acide pourrait être un cation métallique, tandis que la base serait le doublet 
d'un atome électronégatif. Les liaisons hydrogènes sont un cas particulier de transfert 
d'électrons. La théorie acide/base au sens de Brønsted considère quant à elle, qu'il y a un 
transfert de proton entre un acide donneur de proton et une base qui est l'accepteur de 
proton [16-17]. Ainsi, l'acide pourrait être un hydroxyde métallique, tandis que la base 
pourrait être une fonction amine. 
 
II.4. THEORIE DE LA DIFFUSION 
 
La théorie de la diffusion est proposée par Voyutskii [18]. Elle s'applique uniquement à des 
matériaux présentant une solubilité mutuelle ou une mobilité suffisante des 
macromolécules ou des segments de chaînes. Il s'agit essentiellement de matériaux 
polymères. Cette théorie est principalement utilisée pour décrire l'adhésion de deux blocs 
polymères compatibles. L'adhésion résulte de l'interdiffusion des molécules de chacun des 
matériaux (Figure A.I-4). L'interface entre les deux matériaux disparaît au profit d'une 
interphase. 
 
Cette théorie n'est donc pas appropriée pour décrire les mécanismes d'adhésion 
époxy/acier. Néanmoins, l'ajout d'un agent de couplage est une pratique courante pour 
favoriser l'adhésion d'un polymère sur un substrat. C'est le cas par exemple de l’ensimage 
des fibres de verre par des organosilanes [19]. Une interdiffusion est alors possible entre la 
matrice polymère et le promoteur d'adhérence. 
 
 








II.5. THEORIE THERMODYNAMIQUE  
 
Cette théorie a été introduite par Sharpe et Schonhorn [20]. C'est certainement le 
mécanisme d'adhésion le plus généralisé. Elle stipule que l’adhésion de deux matériaux 
résulte des interactions secondaires qui se développent à l'interface des matériaux mis en 
contact. Fowkes [15] classe ces interactions en deux catégories, les liaisons de Van der Waals 
et les interactions spécifiques de type acide/base de Lewis ou liaisons hydrogène. 
 
Les liaisons de Van der Waals se décomposent en trois types d'interactions : 
 les interactions dipôle-dipôle ou interactions de Keesom : elles interviennent entre 
des molécules ou des groupements d’atomes possédant un moment dipolaire 
permanent, résultante d’une distribution de charges asymétrique.  
 Les interactions dipôle-dipôle induit ou  interactions de Debye : elles s’établissent à la 
faveur de l’apparition d’un moment dipolaire induit. La polarisation est induite par la 
présence d’une molécule présentant un moment dipolaire permanent.  
 Les interactions dipôle induit-dipôle induit ou forces de dispersion de London : dans 
une molécule dépourvue de moment dipolaire permanent, la distribution moyenne 
des charges est certes symétrique, cependant, à un instant donné, l’arrangement des 
noyaux et des électrons peut présenter une dissymétrie entraînant l’apparition d’un 
moment dipolaire instantané et par conséquent de moments induits dans les 
molécules voisines.  
 
Le Tableau A.I-1 présente les ordres de grandeurs des liaisons secondaires comparées aux 
liaisons primaires. La portée des liaisons est faible, d'où la nécessité d'un contact très proche 
entre les surfaces impliquées. Les intensités des liaisons de Van der Waals sont les plus 
faibles. Cependant, comme elles sont nombreuses, elles contribuent en général de manière 
significative au renforcement du joint [21]. 
 
La qualité de l’adhésion dépend du contact entre l’adhésif et le substrat devant être 
assemblés. Le mouillage entre l'adhésif et le substrat est donc primordial [21, 22]. Le dépôt 
d’une goutte d’un liquide sur une surface plane d’un solide permet d’apprécier la 
mouillabilité de ce solide pour le liquide donné. La mesure d'angle de contact rend compte 
de l'aptitude du liquide à s'étaler sur une surface (Figure A.I-5). Un adhésif qui mouille 
correctement le substrat sur lequel il est appliqué favorise le développement des 
interactions secondaires, ce qui est favorable à l'adhésion. 
 





Figure A.I-5 : Exemple d'un mauvais (a) et d'un bon mouillage (b) d'un liquide sur un substrat 
 
II.6. NOTION D'INTERPHASE 
 
Le concept d'interphase repose sur l'existence d'une zone de transition plus ou moins 
épaisse et présentant une structure et des propriétés intrinsèques différentes de celles des 
matériaux assemblés (Figure A.I-6) [23, 24]. Les mécanismes favorisant la formation d'une 
interphase sont divers et variés et dépendent de la nature des adhérents et des adhésifs mis 
en contact. Dans tous les cas, il est fort probable que la formation d'une interphase ait 
toujours lieu dès que deux matériaux sont assemblés. Les propriétés de l'interphase 
conditionneraient le comportement de l'assemblage, notamment la fiabilité et la durabilité 
des joints collés. 
 
 
Figure A.I-6 : Formation d'une interphase 
 
II.7. NOTION DE COUCHE DE FAIBLE COHESION  
 
Bikerman [25] a émis l'hypothèse de l'existence d'une couche de faible cohésion (Weak 
Boundary Layer) dans l'assemblage. Il considère que les forces interfaciales sont supérieures 
à la force de la couche de faible cohésion. La séparation des matériaux ne s'effectue pas de 
façon stricte à l'interface, mais c'est dans cette couche préférentielle que se propage la 
rupture. Il considère alors que les faciès de rupture sont donc essentiellement cohésifs.  
 















III. FORMATION DES ASSEMBLAGES EPOXY/METAL 
 




Dans cette étude, des primaires époxy sont employés. Ces adhésifs structuraux sont 
particulièrement utilisés car ils présentent de bonnes propriétés mécaniques, un faible 
retrait après réticulation, une bonne adhésion sur de nombreux substrats, ainsi qu'une 
bonne résistance à la délamination cathodique [26-28]. Selon l'application, leurs 
formulations peuvent contenir des dizaines de constituants dont les principaux sont des 
prépolymères époxy, des durcisseurs, des pigments, des charges et des additifs (catalyseurs, 
plastifiants, agents rhéologiques…). 
 
III.1.2. PREPOLYMERE EPOXY 
 
Les résines époxy sont des oligomères réactifs dont le motif de base est un cycle oxiranne 
(Figure A.I-7).  
 
 
Figure A.I-7 : Fonction oxiranne 
 
Le prépolymère époxy diglycidyl éther de bisphénol A (DGEBA) est largement répandu. La 
DGEBA est obtenue par condensation du bisphénol A en milieu alcalin avec 
l’épichlorohydrine (DGEBA, Schéma A.I-1). 
 
 
Schéma A.I-1 : Formation de la DGEBA par condensation du bisphénol A avec l’épichlorhydrine 
OO
Bisphénol A Epichlorydrine




La DGEBA possède deux groupements oxirannes à ses extrémités [29, 30]. Deux sites réactifs 
sont présents à savoir les groupements oxirannes et les groupements hydroxyles (-OH). Les 
groupements oxirannes sont les plus réactifs, car la tension du cycle oxiranne est favorable à 
l’ouverture de la liaison -C-O-C [31]. 
 
III.1.3. CHIMIE DE LA RETICULATION 
 
La polymérisation des résines époxy se fait par homopolymérisation ou par réaction entre le 
prépolymère époxy et un agent de réticulation, le durcisseur. Ce dernier détermine la nature 
des liaisons chimiques et le degré de réticulation du réseau final. La nature du durcisseur a 
un impact conséquent sur la résistance chimique et les propriétés mécaniques du primaire 
époxy. Il existe une large gamme de durcisseurs potentiels. Les principaux durcisseurs 
identifiés dans les peintures poudres époxy pour pipelines sont les durcisseurs aminés, la 
dicyandiamide (DICY) ou les durcisseurs phénoliques [32-35].  
 
Le Schéma A.I-2 présente les réactions chimiques successives, qui se produisent entre un 
durcisseur aminé et un prépolymère époxy [36]. L’attaque de l’amine primaire nucléophile 
sur le carbone le moins encombré du cycle oxiranne conduit à la formation d’un amino-
alcool. L’amine secondaire créée lors de la première réaction peut réagir avec un autre 
groupement oxiranne pour générer une amine tertiaire et une nouvelle fonction alcool. 
 
 
Schéma A.I-2 : Exemple de polyadditions entre un époxy et un durcisseur aminé 
 
Une réaction d'éthérification entre les fonctions alcool et un groupement époxy est aussi 
possible (Schéma A.I-3). Compte tenu des phénomènes d'encombrement stérique, cette 
réaction est peu probable sans catalyseur ou sans excès de groupements oxirannes [37, 38].  
 





Schéma A.I-3 : Réaction d'éthérification  
 
La DICY est très utilisée, car les adhérences initiales avec ce durcisseur sont généralement 
élevées [39]. Par ailleurs la faible solubilité de la DICY dans les résines époxy et son haut 
point de fusion (209-213°C) sont des caractéristiques qui assurent la bonne stabilité des 
systèmes époxy/DICY à température ambiante [40]. Lorsque la DICY est dispersée sous 
forme de fines particules dans la résine, sa stabilité en pot varie classiquement de 6 à 12 
mois. La DICY est alors couramment utilisée en tant qu'agent de réticulation latent pour des 
résines époxy qui réticulent à haute température [41].  
 
A haute température, les réactions de réticulation avec les DICY sont rapides et très 
exothermiques, ce qui limite leur utilisation pour la réalisation de films minces [42]. Les DICY 
sont souvent associés à des accélérateurs tels que les amines aliphatiques modifiées ou les 
dérivées d'imidazoles et d'urée, de manière à diminuer leur température d'activation. Au 
cours du cycle de chauffe, les particules de DICY diffusent progressivement dans la DGEBA, 
ce qui induit une réticulation plus ou moins hétérogène selon la distribution et la taille des 
particules. 
 
Le mécanisme de réticulation des prépolymères époxy avec les durcisseurs DICY est 
particulièrement complexe. Quatre schémas réactionnels principaux sont identifiés dans la 
littérature [43-46].  
 
Le premier type de réticulation est issu de l’addition des fonctions amino d’une des formes 
tautomères de la DICY avec le cycle oxiranne de la DGEBA (Schéma A.I-4).  
 
De l’ammoniac peut être généré par substitution nucléophile intramoléculaire du 
groupement hydroxyle sur le carbone de l’imine (Schéma A.I-5).  
 
Gilbert [43] propose alors un mécanisme de formation d'espèces cycliques. En présence 









Schéma A.I-4 : Nœud de réticulation  de type I des systèmes époxy/DICY 
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Le deuxième type de réaction de réticulation résulte d'une réaction rapide entre l’ammoniac 
et le cycle oxiranne de l’époxy (Schéma A.I-7).  
 
 
Schéma A.I-7 : Nœud de réticulation de type II des systèmes époxy/DICY  
 
Les nœuds de réticulation de type III sont formés par réaction d’éthérification du cycle 
oxiranne sur les groupements hydroxyles secondaires (Schéma A.I-8). 
 
 
Schéma A.I-8 : Nœud de réticulation  de type III des systèmes époxy/DICY 
 
Enfin, les nœuds de réticulation de type IV résultent des réactions entre les groupements 
cyano de la DICY et les groupements hydroxyles (Schéma A.I-9). 
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Un réarrangement intramoléculaire des fonctions imino-éther conduit à la formation d’urée 
de guanyle (Schéma A.I-10).  
 
 
Schéma A.I-10 : Formation d'urée de guanyle 
 
En plus de ces mécanismes réactionnels, des espèces cycliques ont été identifiées par 
différents auteurs. Zahir [45] a proposé un mécanisme basé sur une cyclisation du complexe 
DICY/époxy par addition intermoléculaire entre un groupement hydroxyle et un groupement 
cyano ( 
Schéma A.I-11). La 2-amino-oxazoline, ainsi que sa forme tautomère 2-iminooxazolidine sont 
générées.  
 



























































































































Les connaissances actuelles sur la réactivité des composés phénoliques avec les époxy n'ont 
que peu évolué depuis les travaux pionniers de Shechter et Wynstra [47]. Deux réactions 
sont possibles dans le mécanisme global de réaction d'un phénol avec le prépolymère époxy 
(Schéma A.I-12). Par une réaction d'éthérification, le phénol va réagir avec un cycle oxiranne 
pour générer un hydroxyle aliphatique, qui peut lui aussi réagir avec un autre groupement 
oxiranne. Ces études ont été effectuées sur des composés modèles monofonctionnels, ce 
qui limite l'extrapolation à des systèmes réels polyfonctionnels.  
 
 
Schéma A.I-12 : Mécanisme d'addition entre un époxy et un durcisseur phénolique  
 
Sans catalyseur, le phénol réagit avec l'époxy à des températures supérieures à 200°C. Par 
contre, en présence de catalyseur basique notamment, la réaction du phénol avec l'époxy 
peut se produire à vitesse raisonnable à des températures plus faibles. Ainsi, des catalyseurs 
et des accélérateurs sont souvent associés à la formulation des systèmes époxy/durcisseur 
phénolique [34]. Il existe différents types de durcisseurs phénoliques. A titre d'exemple, 
nous pouvons citer le phénol Novolac ou le Xylok (Figure A.I-8) [48].  
 
 








Les composés phénoliques sont aussi très utilisés comme accélérateurs dans les réactions de 
réticulation époxy/amine. Les composés phénoliques sont donneurs d’hydrogène. Ils sont 
alors susceptibles de catalyser la réaction époxy/amine par formation d’un complexe tri-
moléculaire, qui facilite l’attaque de l’amine (Schéma A.I-13) [49]. 
 
 




Le prépolymère époxy et le durcisseur sont généralement accompagnés de pigments, de 
charges et d'additifs. Les additifs comprennent des accélérateurs ou des catalyseurs qui 
aident à la réticulation. Les accélérateurs permettent de démarrer les réactions de 
polymérisation à des températures plus basses. Les mécanismes réactionnels s'en trouvent 
modifiés, ce qui peut conduire à des structures différentes. Les catalyseurs peuvent favoriser 
par exemple des réactions de polyaddition ou au contraire celles d'homopolymérisation. Des 
agents plastifiants sont souvent incorporés pour diminuer la rigidité de la matrice. Les 
plastifiants les plus utilisés sont des élastomères de type polybutadiène fonctionnalisé  [50, 
51]. 
 
Les charges permettent de réduire le coût de fabrication. Il s'agit essentiellement de charges 
minérales. Elles contribuent  à ajuster les propriétés de l'adhésif, que ce soit en termes de 
viscosité, de perméabilité ou de retrait. Les charges sont susceptibles d'affecter les réactions 
de réticulation, la résistance physique et chimique ainsi que les propriétés électriques des 
systèmes étudiés [52].  
 
Pour les peintures poudres époxy, les charges les plus utilisées sont la silice, le sulfate de 
baryum, le dioxyde de titane, la wollastonite, le talc, l'alumine, le mica ou les oxydes 
métalliques [33, 35, 53, 54, 55]. Elles sont ajoutées sous forme particulaire (sphérique ou 
lamellaire) au mélange de base résine-durcisseur. Le taux de charges est généralement de 
30% en masse par rapport au mélange total.  Leur diamètre moyen est de l’ordre de 15 μm. 
La silice est principalement utilisée pour baisser les coûts, néanmoins son incorporation dans 
la résine contribue aussi à améliorer les propriétés diélectriques, la résistance à la chaleur et 
à l'humidité ou à augmenter la température de transition vitreuse, le module d'Young et la 
résistance à la compression. Le sulfate de Baryum permet d’augmenter la densité ainsi que 
la résistance à la compression. Il a aussi la capacité d’améliorer l’usinabilité, la résistance 




chimique ou la résistance aux frottements. Le dioxyde de titane est un pigment blanc 
barrière anti-UV, qui améliore la résistance au vieillissement. Il confère aussi une bonne 
résistance à l'eau et à la chaleur. Dans les résines époxy, la wollastonite est surtout 
employée pour assurer une bonne stabilité dimensionnelle, ainsi que l'isolation thermique et 
électrique. Le talc est utilisé pour améliorer la résistance à la corrosion et l'adhérence de 
primaires anticorrosion. Le talc peut aussi conférer à la matrice une bonne inertie aux agents 
chimiques, une bonne stabilité thermique jusqu'à 300°C, une bonne résistance aux chocs 
thermiques et une bonne résistance à l’eau. L’alumine est dur et résistant à l’usure, il 
possède une bonne conductivité thermique et une grande rigidité. Le mica améliore les 
propriétés électriques et thermiques de la matrice, ainsi que sa résistance aux acides et aux 
bases. Il contribue aussi à diminuer la prise en eau. Les oxydes métalliques sont quant eux 
surtout utilisés pour leur pouvoir colorant. 
 
III.1.5. PEINTURES POUDRES EPOXY 
 
La technologie de peinture par poudrage existe depuis de nombreuses années [56], mais elle 
a connu un regain d'intérêt compte tenu des préoccupations environnementales actuelles. 
Ces peintures ne relarguent pas de composés organiques volatiles, comme les peintures 
solvants. Les peintures poudres sont majoritairement utilisées sur des subjectiles 
métalliques. Cependant, de nouvelles technologies permettent l'application sur des supports 
tels que le verre, le bois, les composites, les matières plastiques... 
 
Les peintures poudres sont fabriquées en plusieurs étapes. Après un pré-mélange des 
constituants (résine, durcisseur, additifs), une extrusion à chaud conduit à un solide 
homogène. Celui-ci est ensuite broyé à la granulométrie souhaitée.  
 
Les FBE, acronyme issu du terme anglais « Fusion Bonded Epoxy » [57] ont été introduits 
comme revêtement protecteurs des pipelines de gaz ou de pétrole dans les débuts des 
années 1960. Ce sont  des thermodurs qui réticulent à haute température.  
 
Deux principaux types de systèmes sont présents sur le réseau de pipelines : les revêtements 
polyoléfines tricouches, qui sont largement plébiscités dans le monde entier à l'exception de 
l'Amérique du Nord, où les systèmes monocouches prédominent. Dans les systèmes 
monocouches, l'épaisseur du FBE varie classiquement entre 400 et 800 µm. Les deux 
inconvénients majeurs de ces systèmes sont leurs faibles tenues mécaniques et les 
températures maximales de service qui sont souvent limitées à 65°C. Pour pallier à la 
faiblesse mécanique, des nouveaux systèmes sont développés, on parle de «FBE dual layer» 
ou de «FBE three layer», mais leurs résistances mécaniques restent inférieures à celles des 
systèmes tricouches. 
 




Dans les systèmes tricouches, le FBE sert de primaire d'adhérence. Il est appliqué par 
poudrage électrostatique sur un substrat en acier préchauffé entre 180°C et 240°C (Figure 
A.I-9). L'adhésif en polyéthylène greffé et le topcoat en polyéthylène sont extrudés 
successivement sur le primaire époxy chaud, puis l'assemblage est refroidi sous une douche 
d'eau froide. 
 
Figure A.I-9 : Mise en œuvre industrielle du revêtement tricouches 
 
L’application industrielle exige des poudres qui réticulent vite, notamment pour les tubes de 
faible diamètre. La viscosité à l’état fondu de la poudre est donc un paramètre important 
pour la bonne mouillabilité du substrat par l'adhésif, et une bonne adhésion de l'assemblage. 
A haute température, deux effets antagonistes sont observés, la viscosité de la peinture 
diminue, par contre le processus de réticulation est accéléré [58]. Par ailleurs, pour une 
bonne adhésion entre le primaire époxy et la couche d'adhésif, le primaire ne doit pas être 
complètement réticulé de manière à favoriser l'interpénétration des chaines, tout en étant 
suffisamment rigide pour supporter l’extrusion de l’adhésif. Ainsi, pour ce type d'application, 
les peintures poudres sont formulées de manière à réticuler dans une fenêtre de temps bien 
déterminée (< 1 minute). Pour chaque chimie d'époxy, le temps de gel de la peinture poudre 
est un paramètre, que l'on peut ajuster en modifiant les proportions de durcisseur dans la 
formulation ou par addition d'accélérateurs [59, 60]. 
 
III.2. NOTIONS SUR LES SURFACES METALLIQUES 
 
Les surfaces des métaux  exposées à l'air libre se recouvrent en général d'un oxyde hydraté 
dont la composition et la structure sont variables. L'énergie superficielle du métal solide est 
en fait celle d'un oxo-hydroxyde, carbonaté non stœchiométrique [1]. A la surface des 
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de Brønsted provenant de la dissociation de molécules d'eau adsorbées. Les hydroxyles de 
surface donnent lieu aux équilibres présentés sur le Schéma A.I-14. 
 
Le pK de la réaction globale définit le point de charge ou le point isoélectrique (PIE) de la 
surface. Si le PIE est grand, l'oxyde est basique, à l'inverse s'il est faible, l'oxyde est acide.  
 
 
Schéma A.I-14 : Réactions d'équilibres des hydroxyles sur une surface métallique 
Bolger [61] propose de définir l'intensité de l'interaction d'un oxyde avec un acide ou une 
base par la différence entre le PIE et le pKa (de l'acide) ou le pKb (de la base). Il définit alors 
pour un acide ΔA = PIE - pKa et pour une base ΔB = PIE - pKb. Si la différence est grande et 
positive, l'interaction ionique sera forte, si elle est faible, les interactions dispersives seront 
du même ordre de grandeur que les interactions acide-base, et si elle est grande et négative, 
il n'y aura pas d'interactions acide-base. 
 
III.3. ADHESION EPOXY/METAL 
 
D'après la théorie de l'ancrage mécanique, si le substrat en acier est rugueux, dans de 
bonnes conditions de mouillage, le prépolymère époxy peut pénétrer dans les aspérités du 
substrat et s'ancrer mécaniquement à la surface de l'acier après réticulation.  
Sancaktar [62] a étudié l’effet de la rugosité sur la résistance de joints d’adhésif époxy/acier. 
Il a observé une augmentation de la résistance du joint jusqu’à une valeur limite de rugosité 
au-delà de laquelle il n’y a plus d’amélioration, voire une dégradation des propriétés. Legghe 
[39] s'est intéressée à l'influence de la rugosité sur l'adhérence d'un primaire époxy sur un 
substrat en acier. Elle a mis en évidence par des essais d’adhérence par arrachement (Pull-
Off Test), que la rugosité était favorable à l'adhérence, à condition qu'elle ne soit pas trop 
importante. Un optimum de rugosité est proposé (Rz  70-75 µm). Zhang [63] a étudié 
l'influence de la rugosité sur l’adhérence de joints époxy sur aluminium. Une nette 
amélioration de l’énergie d’adhérence avec la rugosité est mesurée par des essais de clivage. 
L’augmentation de l’énergie avec la surface associée à la rugosité est non linéaire, ce qui 
semble indiquer que cette amélioration n’est pas uniquement due à l’augmentation de la 
surface de contact. 
- M–OH                   -MO- + H+
- M–OH + H+ -MOH2









Des liaisons secondaires sont impliquées dans les mécanismes d'adhésion époxy/métal. La 
résine époxy étant très polaire de par la présence des groupements éthers et hydroxyles, 
une attraction forte avec les oxydes de la surface métallique est induite [64, 65]. Des liaisons 
chimiques entre des hydrogènes actifs à la surface de l’acier et des groupements oxirannes 
peuvent aussi contribuer à l’adhésion.  
 
Selon Brockman [66], en présence d'eau, les oxydes de la surface métallique forment des 
groupements hydroxyles. Il y a donc en surface une molécule contenant un atome 
d’hydrogène et un atome d'oxygène électronégatif. La surface se présente comme 
fortement polarisée et va pouvoir interagir avec les groupes polaires de la résine époxy. En 
termes d’interactions acido-basiques, la résine époxy est plutôt basique avec ses 
groupements hydroxyles et éthers. Les oxydes de l’acier sont plutôt acides dans leurs formes 
non hydratées, d’où les interactions acido-basiques fortes époxy/acier [22]. Legghe [67] a 
mis en évidence une perte d'adhérence directement corrélée au temps d'arrivée de l'eau à 
l'interface époxy-acier sur substrat lisse, ainsi qu'une réversibilité partielle de l'adhérence, 
allant donc dans le sens de liaisons secondaires de type acide base  sur acier, sans formation 
de liaisons covalentes. 
 
La formation de liaisons primaires entre le substrat métallique est peu probable mais 
possible [68]. Des observations indirectes en photoémission X ont permis à Boulouri et al. 
[69] de proposer un mécanisme réactionnel qui consisterait en l’élimination d’une molécule 
d’eau entre les groupements hydroxyles situés à la surface du métal et les terminaisons 
alcool de l’adhésif. Quelques liaisons primaires peuvent aussi se former entre des surfaces 
métalliques et des résines époxy ayant pour durcisseur la DICY ou la diaminodiphénylsulfone 
(DDS) [70]. Par ailleurs, de nombreux auteurs ont mis en évidence sur des substrats tels que 
le zinc, le cuivre, le nickel, le cadmium, le mercure ou l'argent, la formation de complexes 
organométalliques entre la DICY et le métal [71-75].  
 
Des liaisons primaires, même en faible nombre, contribuent à une amélioration significative 
des forces d'adhésion de l'assemblage. C'est une des raisons qui ont favorisé le 
développement d'agents de couplages capables de créer des liaisons chimiques fortes aux 
deux extrémités, d'une part avec le substrat, d'autre part avec l'adhésif, et créer ainsi un 
véritable pont chimique à l'interface [21, 76]. Les agents de couplage les plus répandus sont 
basés sur des molécules de silane. Les organosilanes ont été largement utilisés comme 
promoteurs d’adhérence entre la résine et les fibres de verre des composites [19, 77, 78].  
 
 
IV. PROMOTEURS D'ADHERENCE ORGANOSILANES 
 
IV.1. STRUCTURE ET APPLICATIONS 




Les groupements fonctionnels organosilanes désignent des composés hybrides de formule 
R’nSi(OR)4-n (n=1, 2, 3), où OR représente un groupement hydrolysable et R’ un groupement 
organique non hydrolysable porteur en général d’une fonction réactive Y (amino, mercapto, 
époxy…) capable de créer des liaisons covalentes ou d’interagir avec des espèces organiques 
[79-81].  
 
Cette étude se focalisera sur l’utilisation du 3-aminopropyltriéthoxysilane (γ-APS). La 
structure générale d’un organosilane trifonctionnel est présentée sur la Figure A.I-10, ainsi 
que la structure spécifique du γ-APS. 
 
 
Figure A.I-10 : Structure générale d'un organosilane trifonctionnel : cas particulier du γ-APS  
 
Les organosilanes sont très souvent utilisés en tant que traitement de surface des matériaux 
inorganiques [82-84], comme additifs dans les peintures ou les adhésifs mais aussi comme 
intermédiaires réactifs pour la synthèse des silicones et la modification des résines 
organiques [85]. Du fait de leur nature hybride (minérale/organique), ils sont capables de 
créer un lien durable entre les matériaux inorganiques et organiques et permettent ainsi 
d’améliorer l’adhésion des polymères aux minéraux : on les appelle alors agents couplant ou 
promoteurs d’adhérence [86]. 
 
Les organosilanes sont fréquemment décrits dans la littérature comme des promoteurs 
d’adhérence pour des interfaces verre/peinture, métal/peinture ou métal/caoutchouc [82, 
87-92]. En plus d'améliorer la tenue mécanique initiale des assemblages, ces agents de 
couplages peuvent aussi contribuer à améliorer la durabilité des joints dans des 
environnements humides et chauds [93]. Ils présentent de nombreux avantages tels qu’un 
faible coût, une excellente protection contre la corrosion ainsi que de bonnes propriétés 
d’adhérence à des revêtements de type époxy, polyuréthane, polyester ou acrylique [64].  
 
La littérature attribue en général l'amélioration de l'adhérence des revêtements organiques 
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couplage entre le γ-APS et l’époxy se produit selon le même schéma réactionnel que la 
polyaddition entre un époxy et un durcisseur aminé (cf. Schéma A.I-2). Ce couplage 
contribue à la durabilité de l’assemblage [94-98]. 
 
IV.2. AUTO-CONDENSATION DES SILANES 
 
La réactivité chimique des organosilanes est bien décrite dans la littérature [99-101]. En 
présence d’eau, les groupements alcoxy s’hydrolysent et sont convertis en groupements 
silanols (Si-OH) (Schéma A.I-15). Suite à l'hydrolyse, le silane peut se condenser sur lui-
même pour former des oligomères. L’homocondensation des groupements silanols induit la 
formation de liaisons siloxanes Si-O-Si par réaction d’oxolation (Schéma A.I-15 : 2a). La 
condensation procède également par réaction d’alcoxolation (Schéma A.I-15 : 2b).  
 
Les cinétiques d’hydrolyse et de condensation dépendent principalement du pH du milieu 
[102, 103]. Les vitesses d’hydrolyse et de condensation sont minimales à des pH d’environ 7 
et 2 respectivement [100, 104]. 
 
 
Schéma A.I-15 : Hydrolyse (1) et condensation (2) d'un organosilane 
 
IV.3. FONCTIONNALISATION DU SUBSTRAT 
 
L'hydrolyse est une étape d'initiation ou d'activation, qui permet d'obtenir des groupements 
silanols très réactifs, notamment vis à vis des substrats métalliques. Si la solution pré-
hydrolysée est appliquée sur un substrat métallique, les groupements silanols sont capables 
de se greffer sur la surface en formant une interface complexe contenant les liaisons fortes 
Si-O-M où M correspond au métal considéré. La formation de ces liaisons dépend de l'état 
H2OR – Si – OR’ +
k1
k-1
R – Si – OH + R’OH (1)
R – Si – OH HO – Si – R   +
k2
k-2
R – Si – O – Si – R  H2O+ (2a)
R – Si – OH R’O – Si – R   +
k’2
k’-2
R – Si – O – Si – R  R’OH+ (2b)




initial de la surface du métal. Les réactions de greffage sont basées sur le même principe que 
les réactions d’homocondensation (Schéma A.I-16).  
 
Schéma A.I-16 : Représentation schématique du greffage du γ-APS sur un substrat métallique. 
 
Grâce à des analyses Tof-SIMS, Davis et Watts [105] ont prouvé la création effective de 
liaisons covalentes entre un substrat en fer et un méthoxysilane par la présence d’un pic 
intense associé à la forme chimique FeOSi+ en surface.  
 
Les aminosilanes peuvent s’adsorber sur la surface métallique selon trois configurations 
(Figure A.I-11). Les orientations (b) et (c) sont défavorables aux réactions de couplage silane-
époxy. Il convient donc de choisir des conditions opératoires favorables à la bonne 
orientation (a) des groupements organo-fonctionnels [106-108]. En dessous du point 
isoélectrique du métal, la surface métallique se charge positivement. La surface cationique 
repousse les groupements amines chargés positivement, ce qui est favorable à la bonne 
orientation (a).  
 
 
Figure A.I-11 : Orientations possibles d’un aminosilane à la surface d'un substrat métallique 
 
La structure idéale d’un film monocouche de γ-APS déposé sur métal est représenté Figure 
A.I-12. La couche de silane présente alors d’excellentes propriétés barrières [109]. Les 
liaisons covalentes formées entre le métal et l’organosilane sont particulièrement stables à 















































Figure A.I-12 : Représentation simplifiée du greffage et de l’homocondensation du γ-APS sur un substrat 
métallique en monocouche 
 
La Figure A.I-12 est une représentation idéale issue d'un greffage linéaire par polymérisation 
« horizontale» (Figure A.I-13 : a) [116]. Un autre cas limite correspond à une interaction des 
trois groupements silanols du γ-APS avec le substrat métallique (Figure A.I-13 : b). La réalité 
est certainement une combinaison de ces deux possibilités extrêmes (Figure A.I-13 : c) [117]. 
 
 
Figure A.I-13 : Représentation schématique des différents modes de couplage du γ-APS sur un substrat 
métallique 
 
Par ailleurs, les silanes polyfonctionnels peuvent conduire à des structures totalement 
anarchiques de couches tridimensionnelles sur la surface [118, 119] : on parle alors de 
polymérisation « verticale» (Figure A.I-14). La formation de chaînes siloxanes linéaires ou 
































































































Figure A.I-14 : Représentation schématique d'une structure en multicouches issue d’une solution pré-
hydrolysée de γ-APS adsorbée sur un substrat métallique 
 
La structure réelle d’un dépôt de silane relèverait plutôt du multicouches même si des 
dépôts monocouches peuvent être formés lors de dépôts en phase solvant [120, 121] ou en  
phase vapeur [122-124]. Les dépôts en phase vapeur conduisent souvent à des films 
présentant une meilleure intégrité structurelle [123]. 
 
 
V. CARACTERISATIONS DES PROPRIETES D'UN JOINT COLLE 
 
V.1. ESSAIS MECANIQUES 
 
Pour évaluer les performances et la durabilité des assemblages collés, la mesure de 
l'adhérence de l'assemblage est incontournable [21]. Elle permet de comparer les adhésifs et 
les traitements de surface. A l'heure actuelle, nous savons mieux mesurer la séparation d'un 
assemblage collé que sa formation. Pour séparer un joint collé, il faut appliquer une force sur 
l'adhésif par l'intermédiaire des substrats qui se déplacent. Le résultat d'une mesure inclut 
de manière plus ou moins sensible la déformation des substrats. Une mesure est associée 
non seulement  à l'adhésif et au substrat, mais aussi à l'ensemble du procédé de collage. 
 
Les essais mécaniques se différencient soit par le mode de sollicitation du joint, soit par la 
géométrie de l'éprouvette. On distingue les essais de mécanique de la fissuration, qui 
permettent d'accéder au taux critique de restitution d'énergie de l'adhésif, des essais 





























































contrainte à rupture de l'assemblage. Chaque essai peut se décomposer en quatre 
sollicitations élémentaires présentées sur la Figure A.I-15. 
 
 
Figure A.I-15 : Sollicitations élémentaires d'un joint structural 
 
Dans le cas des essais de mécanique de la fissuration, une fissure est créée dans une zone 
spécifique de l'assemblage collé. La tenue mécanique du joint est caractérisée par une 
variation de la longueur ou de la vitesse de propagation de la fissure au cours du 
vieillissement. La fissure peut se propager selon les trois modes de rupture fondamentaux 




Figure A.I-16 : Trois modes de déformation fondamentaux 
 
Les essais les plus répandus sont le clivage [1] et notamment les essais de clivage en coin de 
Boeing ou de double-levier (DCB : Double Cantilever Beam) [125-128], les essais de flexion et 
les essais de torsion [129, 130]. Enfin, l'essai de pelage est très utilisé, pour caractériser les 
revêtements tricouches des pipelines [131]. Tous ces essais sollicitent principalement les 
interfaces des assemblages collés.  
 
Contrairement à l’étude de la fissuration qui s’appuie sur la propriété physique d'un 
assemblage collé, soit son énergie de fracture, la mécanique de l’endommagement permet 
d'accéder à la résistance mécanique globale de l'assemblage. Deux essais majeurs sont 













Nous avons opté pour l'essai de simple recouvrement, qui est très fréquemment utilisé en 
industrie. C'est un des essais mécaniques les plus appropriés pour comparer les 
performances d’assemblages collés, malgré les quelques inconvénients qu'il présente. 
 
L’essai consiste à exercer sur les deux supports rigides de l’assemblage un effort de traction 
longitudinal, i.e. parallèle à la surface de l’assemblage et à l’axe principal de l’éprouvette, 
jusqu’à rupture du joint (Figure A.I-17).  
 
 
Figure A.I-17 : Eprouvette à simple recouvrement 
 
La contrainte de cisaillement moyenne τ est évaluée selon l’Equation A.I-1. F représente la 
force à rupture mesurée lors de l’essai, et bl correspond à la surface de recouvrement du 
joint (Equation A.I-1). 
 
blF /  
Equation A.I-1 
 
Dans cette configuration, il a été montré que l’état de contrainte généré dans le joint adhésif 
n’est ni uniforme, ni uni-axial [132-135]. Aux extrémités du recouvrement, la contrainte de 
cisaillement est plus élevée que la contrainte moyenne dans le joint.  
 
En raison de l’excentricité de la mise sous contrainte d’un tel joint, un moment de flexion est 
induit, engendrant des contraintes normales de clivage. Plusieurs géométries de ce test sont 
décrites dans la littérature de manière à diminuer ces contraintes de clivage, telles que le 
joint à double recouvrement ou le joint à quadruple cisaillement [136, 137]. Cependant, la 
mise en œuvre de ces géométries avec un adhésif sous forme de peinture poudre s’avère 
délicate. 
 
V.2. RUPTURE D'UN JOINT COLLE 
 
On peut définir trois modes de rupture selon le lieu où la rupture se produit [138, 139]. Une 
rupture confinée au sein d’un matériau est dite cohésive. Une rupture sur la surface d’un 
matériau constituant un assemblage est dite adhésive ou interfaciale (Figure A.I-18). Pour 
une rupture très proche de l'interface (et non à l'interface), on parle de rupture dans 
l'interphase. La fissure peut alterner entre ces trois modes de rupture. On parle alors de 
rupture mixte. La localisation précise du lieu de rupture est essentielle pour la description 
des mécanismes de rupture. Une analyse des faciès de rupture à l’échelle microscopique 
peut s'avérer nécessaire, avec la mise en œuvre de techniques de caractérisation telles que 










Figure A.I-18 : Rupture cohésive, mixte ou adhésive dans un joint collé 
 
 
V.3. VIEILLISSEMENT ET DURABILITE 
 
V.3.1. CONDITIONS DE VIEILLISSEMENT DES ASSEMBLAGES 
 
De nombreux paramètres interdépendants sont à considérer dans le processus de 
vieillissement. En fonctionnement, les assemblages sont souvent soumis à trois sollicitations 
principales que sont la température, l'humidité et les contraintes mécaniques. Ces facteurs 
peuvent conduire à un endommagement de l'adhésif lui-même en tant que polymère, mais 
aussi à une dégradation du joint.  
 
La caractérisation rapide de la durabilité des assemblages passe par la réalisation d'essais de 
vieillissement accéléré. Le vieillissement peut être accéléré en augmentant la température, 
en imposant une charge, en maintenant l'assemblage dans un environnement agressif, ou 
une combinaison de ces paramètres.  
 
Brewis [141] présente un exemple de l'effet accélérateur de la charge. Des joints de simple 
recouvrement époxy/aluminium sont mis sous contrainte par des poids (ou des ressorts) 
représentant 20% de la contrainte à rupture. Ils sont  exposés à 45°C et à 100% d'humidité 
relative. Il faut attendre 30 jours pour que la rupture ait lieu lorsque la contrainte imposée 
est de 2 MPa. Cette durée n'est plus que de 10 jours, lorsque la contrainte appliquée est de 6 
MPa. 
 
La température permet de réduire la durée des essais. Toutefois, cette température doit 
rester proche des températures auxquelles l'assemblage est soumis en service, de manière à 
reproduire le plus fidèlement possible les processus de vieillissement en conditions réelles. 
De nombreux auteurs désapprouvent d'ailleurs la réalisation d'essais sévérisés en invoquant 
un risque de changement de mécanisme de vieillissement [1]. Pour les polymères en 
particulier, des évolutions non linéaires peuvent se produire pour des températures proches 
de leur température de transition vitreuse (Tg).  
 
 
Rupture cohésive Rupture adhésiveRupture mixte




V.3.2. VIEILLISSEMENT DES EPOXY 
 
Le vieillissement de primaires époxy généralement mis en œuvre dans les revêtements 
tricouches des pipelines a été étudié par Legghe [39]. Quelques résultats majeurs issus de 
cette étude sont présentés ci-dessous. 
 
Les temps nécessaires à l’arrivée de la vapeur d’eau ou de l'eau liquide à l’interface 
métal/époxy ne sont que de quelques jours à quelques dizaines de jours pour les systèmes 
tricouches acier/époxy/polyéthylène. En revanche, le revêtement tricouches s'est avéré être 
une barrière efficace à la diffusion des ions avec des durées de diffusion supérieures à 3 ans. 
 
Les primaires époxy ont été classés en deux catégories, les « hautes Tg», avec une Tg sèche 
autour de 130°C, et les « basses Tg», avec une Tg sèche autour de 100°C. Les mesures 
gravimétriques ont montré que les pourcentages d'eau absorbée par les films libres d'époxy 
augmentaient avec la température de vieillissement. Une plus forte absorption a été 
mesurée avec certains primaires dont le durcisseur est une DICY, résultat cohérent avec la 
forte sensibilité à l’eau des réseaux époxy à base de DICY décrite dans la littérature [142-
146]. Il a aussi été mis en évidence que l'introduction de grandes charges lamellaires 
hydrophobes dans les réseaux époxy DICY permettait de limiter fortement la prise en eau de 
ces systèmes. 
 
Les modèles de diffusion de Fick et de Langmuir [147-150] ont été appliqués sur les courbes 
de prise en eau en fonction du temps. Un exemple de courbe est présenté sur la Figure A.I-
19. Deux phases d'absorption d'eau sont observées, que le modèle de Langmuir permet 
d’expliquer. La première phase est attribuée à une diffusion d’eau dans les volumes libres de 
la matrice. Cette eau est liée au réseau par des liaisons secondaires. La deuxième phase est 
attribuée à une eau dite « libre », accumulée aux interfaces charges-matrice ou à une phase 
d’interaction de l’eau avec différents éléments (complément de réticulation, excès de 
durcisseur, charges…). En l’absence d'interactions spécifiques, l’eau de cette deuxième 
phase s’accumule dans de petits espaces et peut cristalliser.  
 
Une bonne corrélation est ainsi obtenue entre l’eau « libre » estimée à partir du modèle de 
Langmuir et l’eau « libre » mesurée par DSC. Ces deux types d'eau ont aussi été mis en 
évidence par Popineau grâce à des analyses RMN [151]. D'autre part, il est montré que la 
quantité d'eau « liée »  est équivalente pour tous les primaires étudiés, et ce, quelle que soit 
la température de vieillissement. Les fortes absorptions d'eau ont été majoritairement 
attribuées à la présence d’eau « libre » dans les matrices. 
 
Les mesures effectuées par MDSC ont montré une forte plastification des « hautes Tg », en 
comparaison aux «-basses Tg-». Néanmoins, les époxy «-hautes Tg-» conservent 
systématiquement un écart supérieur entre leur Tg humide et la température de 




vieillissement. Par ailleurs, les époxy « hautes Tg » présentent une plastification directement 
liée à l’absorption d’eau. En revanche, au-delà d'un certain temps, le pourcentage d'eau 
absorbée par les « basse Tg » continue d'augmenter, alors que la Tg humide reste stable. La 
MDSC n'étant sensible qu'à la plastification de la matrice polymère, il a été conclu que les 
époxy « basse Tg » étaient plus sensibles à des dégradations aux interfaces charges/matrice. 
Cet effet était particulièrement marqué avec les primaires DICY [131].  
 
  
Figure A.I-19 : Exemple de modélisation de l'absorption d'eau à +60°C d'un primaire époxy par les modèles 
de Fick et de Langmuir (Fick : la masse à saturation correspond à la masse au pseudo-palier; Fick 2 : la masse 
à saturation, c'est la masse mesurée à la fin du suivi gravimétrique)  
 
Des modules constants au cours du vieillissement humide sont caractéristiques d'une bonne 
tenue au vieillissement humide des primaires époxy. A des températures de vieillissement 
supérieures à 60°C, une diminution nette des modules de tous les primaires au cours du 
vieillissement était observée. Après séchage, les module des primaires augmentaient, à 
l'exception des « basses Tg » DICY. Ces résultats corroboraient l’hypothèse d'une dégradation 
irréversible aux interfaces charge-matrice pour les références contenant de la DICY. 
L'augmentation du module des autres époxy après séchage était attribuée à l’absence de 
ruptures de chaînes dans les matrices concernées.  
 
Les analyses IRTF indiquaient également une dégradation des résines époxy à base de DICY, 
comme cela est aussi décrit dans la littérature [103, 140-146]. Pour les autres primaires 


































Des observations au MEB ont permis de visualiser des décohésions charges/matrices 
supposées avec les références qui absorbaient le plus d'eau et notamment les époxy à base 
de DICY (Figure A.I-20). 
 
 
Figure A.I-20 : Images MEB après 1 mois de vieillissement humide à +70°C d'un primaire époxy absorbant 
beaucoup d'eau (a) et d'un primaire époxy absorbant peu d'eau (b) 
 
Cette étude a montré que le revêtement tricouches était certes une barrière efficace à la 
diffusion des ions, cependant il était perméable à l'eau et l'oxygène. Au cours du 
vieillissement humide, un meilleur comportement des primaires époxy « hautes Tg » était 
obtenu en comparaison aux primaires « basses Tg ». Par ailleurs, certains primaires DICY 
apparaissaient être particulièrement sensibles au vieillissement humide (prise en eau 
importante et dégradation des propriétés). Néanmoins, il était difficile de corréler le 
vieillissement humide de l'adhésif massique aux pertes d'adhérence humide du joint. Aussi, 
la caractérisation des propriétés du joint collé au cours du vieillissement humide est 
incontournable. 
 
V.3.3. PERTE D'ADHERENCE HUMIDE 
 
Plusieurs auteurs se sont intéressés à la durabilité des assemblages époxy/métal en 
environnement humide. 
 
Gamboa et al. [152] ont étudié l'influence du vieillissement hydro-thermique (eau distillée à 
+80°C) sur les performances d'une peinture poudre époxy destinée à la protection d'un 
pipeline en acier X65. L'étude est réalisée sur une période de 28 semaines et l'adhérence de 
l'assemblage est caractérisée par des essais d'adhérence par arrachement (Pull-off-test). 
Durant les premières semaines d'immersion, l'adhérence de l'assemblage diminuait 
fortement de 11,1 MPa au temps initial à 3,2 MPa après 15 semaines de vieillissement. 
L'adhérence humide diminuait plus faiblement au delà de ces premières semaines et 
atteignait 2,1 MPa après 28 jours de vieillissement humide. Les observations des faciès de 
rupture ne montraient pas de développement de produits de corrosion sur la surface 
métallique. Ils en conclurent donc que les phénomènes de corrosion n'étaient pas 
responsables de la dégradation des propriétés mécaniques de l'assemblage. La perte 
d'adhérence était attribuée à la dégradation progressive par l'eau des liaisons interfaciales 
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acier/époxy ainsi qu'aux réarrangements des chaînes polymères induits par la plastification 
de l'adhésif au cours du vieillissement. Le phénomène de plastification de l'adhésif était 
corrélé à la diminution de la dureté des films appliqués au cours du vieillissement humide.  
 
Rouw [153] a étudié le vieillissement humide d'assemblages acier/époxy. Une peinture 
poudre phénolique modèle était extrudée, sans adjonction de charges ou de pigments. La 
densité de réticulation des systèmes était modifiée en ajustant la quantité d'époxy novolac 
dans la formulation de la résine. L'évolution de l'adhérence était mesurée par des essais de 
pelage à 90°. Les meilleures adhérences sèches étaient mesurées sur les systèmes les moins 
réticulés ( 6 N.cm-1). Ils corrélaient ce résultat à la rhéologie de la peinture poudre. 
L'adhérence de l'assemblage était améliorée lorsque la peinture poudre mouillait 
correctement le substrat. Le temps de gel de la résine apparaissait être un paramètre 
influent sur l'adhérence de l'assemblage. Les films appliqués ont aussi été immergés dans de 
l'eau désionisée à 35°C ou  à 55°C. Après 24 heures d'immersion à 55°C, les forces de pelage 
des assemblages étaient déjà fortement réduites ( 0,7 N.cm-1). Il apparaissait que le degré 
de réticulation du primaire n'était pas un paramètre critique vis à vis de la perte d'adhérence 
humide des assemblages. Après séchage, une partie de la perte d'adhérence était réversible. 
Cette réversibilité des propriétés mécaniques était d'autant plus importante, que la 
formulation de l'époxy contenait des groupements hydroxyles favorisant le développement 
de points d'ancrage entre l'adhésif et le substrat métallique.  
 
La réversibilité partielle de la perte d'adhérence humide après séchage a aussi été mise en 
évidence par des essais d'adhérence par arrachement par Legghe et al. [39, 67] ou par des 
essais de simple recouvrement par Mubashar et al. [154].  
 
Jensen et al. [155] ont étudié le vieillissement humide de joints acier/époxy réticulés avec 
une DICY en fonction de la préparation de surface du substrat en acier et des conditions de 
vieillissement. Les adhérences diminuaient au cours du vieillissement humide. Après 2 
semaines de vieillissement humide, les adhérences résiduelles de tous les systèmes étaient 
comparables. Les meilleures performances initiales étaient obtenues pour les  joints dont le 
substrat métallique présentait la plus grande rugosité de la surface. Les faciès de rupture des 
assemblages ont été observés par microscopie optique et analysés par spectrométrie XPS. La 
couche d'oxydes métalliques apparaissait alors comme la faible couche de cohésion de 
l'assemblage. 
 
Deffarges et Shanahan [156] ont essayé de corréler le vieillissement d'un époxy massique, au 
vieillissement de joints collés. L'adhésif étudié était une résine époxy DGEBA avec comme 
agent de réticulation une DICY. Des films libres et des joints collés étaient préparés et 
immergés à une température de +70°C à environ 100% d'humidité relative. Une plus grande 
chute des modules d'élasticité des joints collés était mesurée au cours du vieillissement 
hygrothermique en comparaison aux modules d'Young de l'adhésif massique. Les 




coefficients de diffusion de l'eau (estimés par un modèle mécanique) étaient plus faibles 
dans l'adhésif massique que dans les joints collés. En plus de la diffusion de l'eau dans 
l'adhésif, l'eau s'infiltre aussi dans l'interface ou l'interphase acier/époxy dans le joint collé, 
d'où cette cinétique de diffusion plus rapide. Ils considèrent que le processus de diffusion de 
l'eau aux interfaces (interphases) est majoritairement responsable de la rupture des liaisons 
interfaciales. Un phénomène de «diffusion capillaire» est proposé. Le front de diffusion près 
de l'interface métal/polymère est assimilé à une ligne triple de mouillage où trois phases 
sont présentes, le métal (oxydes métalliques), l'adhésif humide et l'adhésif sec. Le substrat 
métallique ayant probablement une énergie de surface élevée, l'énergie interfaciale 
métal/adhésif sec pourrait aussi être importante, ce qui induirait une importante tension 
interfaciale et favoriserait l'avancée du front de diffusion de l'eau dans le joint collé. Ils 
supposent également que la préparation de surface est un facteur clé pour la maîtrise de la 
diffusion interfaciale. Le sablage du substrat en acier crée des sites réactifs sur la surface de 
l'acier inoxydable, qui sont instantanément recouverts par des oxydes. Cette surface conduit 
essentiellement à la formation de liaisons interfaciales secondaires, qui sont fragiles en 
milieu humide. La pénétration de l'eau aux interfaces va donc entraîner la destruction 
progressive de ces liaisons secondaires.  
 
De' Nève et al. [140] ont étudié les modes de rupture et le vieillissement humide de joints 
acier/époxy par des essais de torsion. L'époxy était une DGEBA réticulée avec une DICY. Les 
substrats en acier étudiés étaient nus ou recouverts de zinc par électrodéposition. Les 
échantillons ont été immergés à environ 98% d'humidité relative à +40°C, +55°C et +70°C. 
Les adhérences sèches sur substrats  nus ou électrozingués étaient de l'ordre de 40 MPa. La 
cinétique de perte d'adhérence était plus rapide sur substrats nus en comparaison aux 
substrats électrozingués. La perte d'adhérence était d'autant plus importante que la 
température de vieillissement était élevée. Les meilleures performances des substrats 
électrozingués étaient attribuées à une migration du zinc dans l'adhésif au cours du 
vieillissement humide. Les analyses XPS  révélaient la formation de groupement esters dans 
le joint. Au cours du vieillissement humide, ces groupements esters étaient saponifiés en 
groupements carboxylates, réaction activée par la corrosion du substrat. Les analyses par 
spectrométrie Auger (AES) et par  spectrométrie photo-électronique X (XPS) montraient que, 
quel que soit le substrat, la composition de l'époxy était modifiée près de l'interface par 
rapport à l’époxy à l’état massique. Une forte concentration en durcisseur DICY était 
présente près du substrat métallique. Au cours du vieillissement humide, les ruptures qui 
semblaient adhésives à l'œil nu, se produisaient en réalité dans une interphase métal/époxy. 
 
Lorsque l’eau pénètre dans l’assemblage, elle affaiblit la tenue du joint par une 
combinaison de mécanismes impliquant à la fois l'interface et l'adhésif lui même. Par 
ailleurs, même des assemblages qui présentent des propriétés optimales à l'élaboration, 
ne sont pas pour autant durables. Aussi, chaque couple substrats/adhésif vieillit d'une 
manière qui lui est propre et qu'il faut caractériser.   
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Ce chapitre a pour objectif de déterminer des conditions optimales de préparation de la 
surface métallique, en vue de l'obtention des meilleures adhérences sèches et humides des 
assemblages acier/FBE. Les influences de la rugosité et du procédé de nettoyage de la 
surface métallique seront alors étudiées. Par ailleurs, une étude sur l'apport des traitements 
chimiques de la surface métallique sera menée, en vue de l'amélioration de la durabilité des 
assemblages. Deux traitements de surface seront comparés, le traitement de chromatation, 
qui est une référence aujourd'hui dans l'industrie des pipelines, et le traitement aminosilane, 
qui pourrait être un traitement de surface alternatif plus compatible avec l'évolution de la 
réglementation. Aussi, les conditions optimales d'application en laboratoire du traitement 
aminosilane seront recherchées, de manière à obtenir les meilleures adhérences sèches et 
humides des assemblages. Enfin, face à la multitude des primaires époxy proposés par les 
fournisseurs de peintures poudre, l'influence de la nature du primaire époxy sera étudiée, 
pour un nombre de configurations judicieusement choisies, de manière à déterminer les 
primaires les plus appropriés à appliquer sur un substrat métallique, soumis au préalable à 
un traitement physique ou chimique de surface. 
 
 
I. TRAITEMENTS PHYSIQUES DE LA SURFACE METALLIQUE 
 
I.1. CONTEXTE ET PROBLEMATIQUE 
 
La propreté et la rugosité du substrat métallique sont deux des principaux paramètres d’état 
de surface qui conditionnent l’adhérence d’un adhésif ou d’un revêtement à l’état initial ou 
au cours du temps. Des traitements de décapage et de nettoyage permettent d’éliminer les 
contaminants de surface (Figure A.II-1) tels que les corps gras (huiles et graisses), les 




Figure A.II-1 : Représentation schématique de l'état de surface d'un métal [1] 
 
Les préparations de surface confèrent à la surface des propriétés physico-chimiques 
particulières (propreté, mouillabilité,...) et des propriétés mécaniques ou géométriques 
Couche métallique homogène
Couche métallique non homogène 
(alliages, cristaux…)
Couche d’oxyde métallique
Hydroxyde et eau adsorbés
Contaminants divers adsorbés
Graisse, huile, poussières




spécifiques (rugosité). L’augmentation de la rugosité du substrat, en augmentant la surface 
de contact, favorise l’ancrage mécanique, à condition qu’il y ait un bon mouillage de 
l’adhésif sur le substrat [2-8]. On peut souligner néanmoins que de bons niveaux 
d’adhérence peuvent être obtenus avec des rugosités faibles [9,10].  
 
Il est donc important de déterminer quel est le niveau de rugosité optimal à la tenue des 
assemblages acier/FBE. Par ailleurs, il existe une large gamme de procédés de dégraissage et 
de dépoussiérage des surfaces métalliques qui sont susceptibles de modifier la durabilité des 
assemblages acier/FBE.  
 
Dans cette partie, nous étudierons donc les influences de la rugosité et du procédé de 
nettoyage du substrat sur la durabilité des assemblages simplifiés Acier/FBE. Nous nous  
focaliserons ainsi sur l'interface critique identifiée sur les pipelines en acier revêtus par le 
revêtement tricouches, et non sur le système complet. Le même primaire époxy sera utilisé 
pour tous ces essais. Dans le cadre d'une étude menée au préalable sur les critères de 
sélection des primaires époxy, ce primaire d'adhérence présentait d'excellentes 
caractéristiques aussi bien au temps initial qu'après vieillissement humide [11]. Il s'agit d'un 
époxy avec durcisseur phénolique formulé avec 30% en masse de charges minérales (sulfate 
de baryum, alumine, talc, oxyde de fer). Sa température de transition vitreuse est de 104°C. 
 
I.2. PROTOCOLES DE PREPARATION DES SURFACES 
 
La préparation industrielle de la surface des tubes en acier est effectuée classiquement en 
trois étapes. La première étape est un dégraissage solvant, qui permet d’éliminer huiles et 
contaminants organiques. Puis, les tubes sont décapés par projection d’abrasifs de manière 
à éliminer les contaminants solides et à créer une rugosité facilitant l’ancrage mécanique. 
Enfin, un dépoussiérage de la surface est effectué. 
 
Selon la norme NF EN ISO 21809-1:2012, les valeurs de rugosité attendues varient entre 50 
et 100 μm en Rz. Le paramètre Rz correspond à la moyenne arithmétique des profondeurs de 
rugosité calculée sur cinq zones successives de longueur égale. L’état de surface final du 
tube (rugosité et degré de propreté de surface) doit être au moins conforme au degré de 
préparation Sa21/2 décrite dans la norme NF ISO 8501-1:2007. Le degré de dépoussiérage est 
évalué visuellement selon la norme NF ISO 8502-3:1999. 
 
Trois préparations de surface seront comparées sur nos échantillons. La préparation 
industrielle standard sera reproduite dans nos conditions de laboratoire. Le dépoussiérage 
moyen correspond au degré d'empoussièrement n°2 d'après la norme NF ISO 8502-3:1999. 
Elle nous servira de référence pour évaluer l’apport des deux autres préparations de surface. 
Les protocoles sont détaillés dans le Tableau A.II-1.  
 




Les trois étapes classiques de préparation de surface pratiquées en usine sont communes 
aux protocoles développés. Un dépoussiérage poussé est proposé avec l’ajout d’une phase 
de rinçage en phase solvant. En effet, dans les conditions de travail d’usine, le décapage par 
projection d’abrasifs génère d’importants nuages de poussières. Le dépoussiérage moyen 
peut s’avérer ne pas être une exigence de préparation de surface suffisante. Même si des 
étalons internes sont disponibles pour évaluer visuellement de manière comparative le 
degré de propreté de la surface, une marge d’erreur significative est inhérente à 
l’appréciation de l’opérateur. Outre la subjectivité du contrôle, la procédure industrielle 
standard de préparation de la surface de l'acier n'est peut être pas optimale au regard de la 
durabilité des liaisons interfaciales acier/époxy en environnement humide.  
 
 
Procédé standard : 
Dépoussiérage moyen (DM) 
Dépoussiérage poussé : DP 
Nettoyage haute 
 pression : HP 
1. Dégraissage des plaques en acier durant 30 min dans un bain de xylène à +60°C. 
2. Décapage par projection de corindon. 
3. Dépoussiérage à l’air comprimé. 
 
4. Immersion de 30 min 
dans un bain de xylène à 
+ 60°C. 
4. Nettoyage à haute 
pression (110 Bar) durant 
30s. 
5. Séchage à l’air puis à l’air 
comprimé. 
5. Séchage immédiat des 
plaques à l’air comprimé 
puis durant 30 min dans une 
étuve à +100°C. 
Tableau A.II-1 : Protocoles de préparation des substrats en acier 
 
Un nettoyage à haute pression est également sélectionné suite à un constat d’amélioration 
des durabilités par les fournisseurs de peinture [12, 13]. La durée du nettoyage sous haute 
pression et le temps de séchage sont des paramètres clés. Ces paramètres sont optimisés de 
manière à éviter la corrosion instantanée (oxydation flash) des surfaces [14]. L’état de 
surface obtenu à l’issue des préparations de surface est présenté sur la Figure A.II-2. 
 
 
Figure A.II-2 : Etat de surface des substrats en acier avant et après dépoussiérage moyen 
 
Toutes les éprouvettes de simple recouvrement ont été réalisées avec des substrats en acier 
E24. Les éprouvettes en leur état de fabrication sont immergées dans de l’eau déminéralisée 
Etat initial de la tôle en acier
Aspect après 
préparation de surface




à température contrôlée (+60°C), puis caractérisées après des durées d’immersion données. 
Les détails sur les conditions opératoires sont donnés en Annexe I.   
 
I.3. INFLUENCE DE LA RUGOSITE 
 
Quatre séries d’éprouvettes de rugosités distinctes sont préparées : Rz  de 0,1 µm, 15 µm, 30 
µm et 75 µm. La Figure A.II-3 montre que l’augmentation de la rugosité a bel et bien un effet 
bénéfique sur l’adhérence sèche. Les adhérences sèches sur substrats de Rz de 0,1 µm, 15 
µm, 30 µm et 75 µm sont respectivement égales à 20 MPa, 22 MPa, 26 MPa et 34 MPa.  
 
En essai normalisé, lorsque la valeur moyenne de résistance au cisaillement est supérieure à 
15 MPa, le collage est «bon» [15]. Les liaisons interfaciales acier/FBE sont donc suffisantes 
pour obtenir une adhérence sèche acceptable même sur substrat poli miroir (Rz=0,1 µm). Par 
contre, au cours du vieillissement humide, l’adhérence sur substrat poli miroir diminue de 
manière catastrophique. Après 42 jours de vieillissement, l'adhérence résiduelle n'est plus 
que de 7 MPa. Ces résultats vont dans le sens d’une interface formée majoritairement de 
liaisons secondaires sensibles à la présence d’eau [16].  
 
 
Figure A.II-3 : Effet de la rugosité sur les adhérences sèches et humides des assemblages 
  
L’impact des fortes rugosités est particulièrement marqué au temps initial et sur de courtes 
durées de vieillissement. Après 42 jours de vieillissement, la perte de propriétés mécaniques 
sur des substrats de Rz égal à 15 µm, 30 µm et 75 µm est respectivement égale à 18%, 27% 
et 35% et les valeurs des adhérences humides deviennent comparables (respectivement, 18 
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surface des substrats les plus rugueux. Des bulles d’air seraient alors piégées et 
constitueraient ainsi des sites sensibles au vieillissement humide aux temps longs de 
vieillissement.  
Les faciès de rupture typiques obtenus sur substrats lisses ou rugueux à l'issu des essais de 
simple recouvrement sont présentés sur la Figure A. II-4. La rupture de joints non vieillis est 
mixte (cohésive et adhésive) sur substrats polis-miroir, alors qu’elle est purement cohésive 
sur substrats rugueux. Au cours du vieillissement humide, la rupture devient 




Figure A. II-4 : Schéma illustratif d’une éprouvette avant et après essai de simple recouvrement; Faciès de 
rupture typiques sur substrats polis-miroir (Rz = 0,1 µm) ou rugueux (Rz = 30 µm) avant et après vieillissement 
humide à +60°C pendant 42 jours 
 
Les fortes rugosités sont donc particulièrement bénéfiques pour les adhérences sèches des 
assemblages. Par contre, au-delà d’une certaine rugosité, l’augmentation de la rugosité ne 
s’accompagne pas d’une amélioration significative de l’adhérence humide.  
 
L'abrasif commun aux études menées au laboratoire permet de créer un Rz de 30 µm sur les 
substrats en acier. Cette rugosité sera donc utilisée dans la suite de notre travail. 
 
I.4. INFLUENCE DU PROCEDE DE NETTOYAGE 
 
Les trois procédés de nettoyage utilisés dans cette étude sont définis dans le Tableau A.II-
1.Comme précédemment, la Figure A.II-5 montre que les adhérences des assemblages 
diminuent au cours du vieillissement. La phase de rinçage dans le xylène ajoutée lors du 
procédé DP («Dépoussiérage Poussé») n’induit pas d’amélioration notable en termes de 
tenue de l’assemblage dans l’eau. Par contre, le nettoyage à haute pression (HP) conduit à 
des adhérences légèrement inférieures à celles mesurées avec les autres procédés. 
 
Pour les trois préparations de surface étudiées, la rupture est purement cohésive au temps 
initial, puis devient mixte après vieillissement humide. Contrairement à ce que laissaient 
suggérer les retours de terrain quant aux bénéfices du nettoyage à haute pression, dans nos 








conditions optimales de travail en laboratoire, ce nettoyage ne présente aucun intérêt par 
rapport à une préparation standard du substrat métallique.  
 
Il est important de noter que dans l'environnement industriel, d'importants nuages de 
poussière sont souvent générés par les procédés de décapage. Même après un 
dépoussiérage de la surface métallique, l'obtention d'un degré de propreté de conforme aux 
exigences des normes est plus aléatoire. Aussi, les performances attendues avec ce type 
d’assemblages sont transposables à l’échelle industrielle, uniquement à condition que la 
préparation de surface des tubes en acier soit conforme aux exigences des normes. Les 
inspecteurs doivent veiller à ce que l’application des revêtements soit effectuée sur des 
surfaces préparées dans les règles de l’art.  
 
 
Figure A.II-5 : Influence du procédé de nettoyage sur l'adhérence sèche et humide des assemblages 
 
Dans la suite de cette étude, la préparation de surface de tous les substrats sera effectuée 
selon le protocole «dépoussiérage poussé». 
 
 
II. TRAITEMENTS CHIMIQUES DE LA SURFACE METALLIQUE  
 
II.1. CHOIX D’UN TRAITEMENT ALTERNATIF ET PERFORMANT  
 
Pour améliorer l’adhérence des revêtements de protection et la tenue à la corrosion des 
structures métalliques, les applicateurs des systèmes tricouches ont largement recours au 
traitement de chromatation. C'est un traitement de conversion chimique qui consiste à 
immerger le substrat acier dans une solution contenant des ions chromate ou bichromate 
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d’oxydes et hydroxydes de chrome III, mixtes ou non, selon les conditions expérimentales 
[17-20]. Lorsqu’elle vient d’être formée, la couche de conversion ressemble à un gel mou, 
gélatineux, amorphe et relativement poreux, favorisant l’adhérence des matières 
organiques. La couche de chromatation agit également comme une couche barrière et 
passive la surface. Elle contribue ainsi à améliorer la résistance à la corrosion du métal. C’est 
aussi un inhibiteur cathodique efficace, ralentissant la réaction de réduction de l’oxygène à 
la surface du métal pour limiter ainsi les phénomènes de délamination cathodique. La 
présence d’ions chromate solubles dans la couche de chromatation permet de plus un effet 
auto-cicatrisant. En effet, lorsque le film est fissuré ou endommagé mécaniquement, le 
chrome hexavalent contenu dans la couche se redissout au contact de l’humidité, s’extrait 
de la couche et vient se réduire dans les discontinuités où le métal sous-jacent a tendance à 
s’oxyder. Les réactions d’oxydoréduction entre le métal et le chrome se poursuivent et les 
composés ainsi formés viennent « colmater » le film. C’est un traitement de surface qui a 
fait, et qui continue de faire ses preuves dans l’industrie des pipelines ainsi que dans de 
nombreux autres secteurs industriels. Cependant, la forte toxicité du chrome hexavalent et 
les réglementations qui en découlent obligent les industriels à trouver des traitements 
alternatifs moins nocifs.  
 
De nombreux substituts sont proposés dans la littérature. Nous pouvons citer à titre 
d’exemples les nouvelles générations de conversions basées sur des inhibiteurs de corrosion 
moins toxiques que le chrome hexavalent et ayant des propriétés similaires (phosphatation, 
oxalation), l’emploi de chrome à l’état trivalent, les traitements acides [21], les traitements à 
base de cérium [22], les traitements plasma [23] ou les promoteurs d’adhérence [24, 25]. 
Notre choix s’est porté sur l’utilisation d’un promoteur d’adhérence de type organosilane : 
l'aminopropyltriéthoxysilane (γ-APS). Les organosilanes contribuent à améliorer la résistance 
à la corrosion des assemblages, à condition que le film de silane présente de bonnes 
propriétés barrières et de bonnes propriétés interfaciales. Il est impératif de contrôler les 
paramètres d’application du silane [26-29]. La littérature fait ressortir trois paramètres clés, 
à savoir la concentration de la solution de silane (liée à l’épaisseur du dépôt) [30, 31], le pH 
du bain [32, 33] ainsi que la température de réticulation [34]. 
 
Culler et al. [34] recommandent de ne pas préchauffer l’agent de couplage avant application 
du primaire époxy, de manière à favoriser la formation d’un réseau interpénétré 
silane/époxy. Le préchauffage conduit à une condensation plus poussée de l’aminosilane, 
réduisant la surface spécifique potentielle de pénétration de l’époxy dans l’interphase. De 
plus, il serait préférable de réticuler l’aminosilane à des températures inférieures à 115°C 
pour limiter l’oxydation des amines primaires en groupements imines, non réactifs vis-à-vis 
du primaire époxy.  
 
Avec des essais d’adhérence par arrachement, Mohseni et al. [31] ont prouvé qu’une 
amélioration de la durabilité d’assemblages aluminium/époxy était possible par addition 




d’une couche d’aminopropyltriméthoxysilane. Cette durabilité était accrue en augmentant la 
concentration d’organosilane de 0,5% à 2%. Par contre, Watts et al. [35] ont mis en évidence 
qu’une concentration trop importante en organosilane pouvait induire de moins bonnes 
performances que sans traitement. 
 
Cave et Kinloch [36] se sont attelés à trouver des conditions optimales de dépôt de silane 
pour augmenter la durabilité de joints aluminium/polyuréthane. Un pH optimum de 6,8 est 
proposé. Mohseni et al. [31] ont mesuré les énergies libres de surface de substrats en 
aluminium prétraités par des solutions d’aminopropyltriméthoxysilane de pH respectif égal à 
7,5 et 9. L'adhésion est favorisée sur des substrats présentant un grand γS. A pH 7,5 l’énergie 
libre de surface est de 53 mJ/m² tandis qu’elle est de 47 mJ/m² à pH 9.  
 
Thiedman et al. [37] se sont intéressés à l’effet du pH de la solution de γ-APS sur la durabilité 
d’assemblages aluminium/époxy à travers la réalisation d’essais de simple recouvrement. Au 
pH naturellement basique de l’aminosilane (10,3), une bonne adhérence était mesurée sur 
des assemblages non vieillis, par contre leur durabilité était mauvaise. En acidifiant la 
solution, de bonnes performances étaient obtenues aussi bien au temps initial qu’après 
vieillissement, à condition de choisir correctement l’agent acidifiant. L’acide chlorhydrique, 
l’acide acétique et l’acide phosphorique ont été employés de manière à diminuer le pH à 8. 
Seul l’acide chlorhydrique conduisait à une amélioration significative de la durabilité des 
assemblages. Les deux autres acides présentaient les mêmes adhérences qu’à pH basique. Ils 
ont émis l’hypothèse que l’ajout d’acide chlorhydrique induisait la formation de chlorhydrate 
d’amine capable de se coupler de façon covalente aux groupements oxirannes et 
d’améliorer ainsi la durabilité des assemblages. Par contre, l’acide acétique ou l’acide 
phosphorique réagirait avec les groupements amines du γ-APS pour former des liaisons P-O-
N et des groupements amides, limitant fortement la réactivité du silane vis-à-vis de l’adhésif.  
 
De la même manière, Boeiro et al. [38, 39] ont étudié l’effet du pH du γ-APS sur la durabilité 
d’assemblages collés, mais également l’impact de la nature du substrat. Sur des aciers doux, 
la durabilité était meilleure à pH proche du neutre (8) qu’à pH basique (10,4). Par contre sur 
des substrats en titane, des durabilités analogues étaient mesurées aussi bien à pH acide 
que basique.  
 
Enfin, Van Ooij et al. [40], Watts et al. [41] ou encore Mohseni et al. [31] se sont intéressés à 
l’orientation d’aminosilanes appliqués sur substrat métallique. Ils concluent que cette 
orientation dépend du point isoélectrique (PIE) du substrat et du pH de la solution de silane, 
l’adhérence étant favorisée lorsque le pH du silane est en dessous du PIE. En effet, lorsque le 
pH du bain est inférieur au PIE du substrat, la surface métallique se charge positivement et 
repousse les groupements amines. La surface cationique va repousser les groupements 
amines chargés positivement. C’est la bonne orientation des fonctions amines pour un 
couplage ultérieur avec l’adhésif et donc à une amélioration des forces adhésives de 




l’assemblage. A l’inverse, au-dessus du PIE, la surface métallique se charge négativement et 
les groupements amines chargés positivement sont attirés par la surface anionique, sur 
laquelle ils viennent s’adsorber. La proportion de groupements amines susceptibles de réagir 
avec l’époxy est fortement réduite, ce qui est défavorable pour l’adhérence des 
assemblages. Il en résulte donc que l’utilisation d’un bain d’aminosilane acide améliorerait 
de manière significative la durabilité des assemblages, à condition d’ajuster le pH à une 
valeur inférieure au PIE du substrat. 
 
Dans le procédé industriel actuel de mise en œuvre des revêtements tricouches des 
pipelines, l’application d’un aminosilane pourrait être réalisée par trempage, comme c’est le 
cas aujourd’hui avec les traitements de chromatation (Figure A.II-6).  
 
 
Figure A.II-6 : Description schématique d'un procédé potentiel de mise en œuvre des revêtements tricouches 
intégrant l'application d'un dépôt de silane 
 
Cependant l’aminosilane devrait être préchauffé à de hautes températures variant entre 180 
et 240°C, avant le poudrage électrostatique du primaire époxy. Dans de telles conditions 
opératoires, l’efficacité de l’aminosilane semble compromise compte tenu des résultats de la 
bibliographie. Plusieurs verrous technologiques sont donc à lever et pour cela il nous faut 
répondre aux questions suivantes : l’application d’une couche de silane contribue-t-elle 
réellement à améliorer la durabilité de nos assemblages spécifiques? A quel pH le bain 
d’aminosilane doit-il être préparé ? Quel est l’impact du préchauffage de l’aminosilane sur 
les performances ultérieures de l’assemblage, notamment aux hautes températures ? 
Comment se positionnent les performances des assemblages mis en œuvre en utilisant un 
aminosilane comme traitement de surface, en comparaison au traitement de surface de 
référence qu’est la chromatation ou à des systèmes sans traitement de surface ?  
 
II.2. OPTIMISATION DES PARAMETRES D'APPLICATION DU SILANE 
 
















Deux traitements aminosilanes (acide et basique) industriels sont étudiés. 5% en volume de 
la solution initiale sont dilués dans de l’eau déminéralisée. Les surfaces des substrats en 
acier sont préparées selon le protocole « dépoussiérage poussé » (Tableau A.II-1) et 
présentent un RZ de 30 µm environ. Ils sont trempés dans la solution diluée d’aminosilane 
durant 30 secondes, puis séchés à l’air durant 60 secondes. Enfin, ils sont soumis à un cycle 
thermique de manière à réticuler l’aminosilane. Les films de silane obtenus à partir de la 
solution acide (pH 4,6) et de la solution basique (pH 10,6) seront respectivement dénommés 
Sil-Ac-X et Sil-Al-X, où X correspond à la température de réticulation. Des éprouvettes de 
simple recouvrement sont réalisées à partir des substrats prétraités par l’aminosilane. Ces 
éprouvettes sont caractérisées au temps initial ainsi qu’après 14, 28 ou 42 jours de 
vieillissement humide à +60°C. 
 
II.2.2. INFLUENCE DE LA TEMPERATURE DE RETICULATION 
 
Les hautes températures auxquelles sont mis en œuvre les assemblages tricouches 
pourraient être un facteur limitant pour l’efficacité de l’aminosilane [34]. Il est donc 
nécessaire, d’étudier l’impact de la température de réticulation du silane sur les 
performances adhésives ultérieures des joints collés.  
 
Cette étude est effectuée avec le silane acide. L’aminosilane est soumis à trois traitements 
thermiques distincts : une réticulation durant 24 heures à température ambiante (+24°C), 
une réticulation durant cinq minutes à 100°C et une réticulation durant cinq minutes à 
200°C. Les échantillons sont ensuite refroidis à température ambiante. Les détails sur ces 
deux derniers cycles thermiques sont fournis sur la Figure A.II-7. 
 
 

























Cycle de réticulation : +200°C
Cycle de réticulation : +100°C
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La Figure A.II-8 montre qu’il y a une plus grande dispersion des résultats après réticulation à 
l’ambiante ou à 100°C. L’adhérence humide des éprouvettes réticulées à l'ambiante diminue 
au cours du temps. Par contre, même après 42 jours de vieillissement hydro-thermique à 
+60°C, l’adhérence des éprouvettes réticulées à 100°C ou 200°C est équivalente à 
l’adhérence initiale. Contrairement à ce que la littérature laissait supposer [34], les 
meilleures adhérences sèches et humides sont mesurées sur des assemblages mis en œuvre 
après réticulation du silane à 200°C, malgré l'oxydation certaine de l'amine du silane à des 
températures supérieures à 115°C. 
 
 
Figure A.II-8 : Influence de la température de réticulation du silane acide sur les adhérences sèches et 
humides des assemblages 
 
La Figure A.II-9 présente les faciès de rupture de joints non vieillis et de joints vieillis durant 
42 jours à +60°C. Au temps initial, la rupture est mixte après réticulation du silane à 
l’ambiante, alors qu’elle est cohésive après réticulation à 100°C ou 200°C. Après 42 jours de 
vieillissement, la rupture devient principalement adhésive lorsque le silane est réticulé à 
l’ambiante, alors qu’elle est mixte (majoritairement cohésive) pour des joints mis en œuvre 
avec un silane réticulé à 100°C ou 200°C. 
 
Figure A.II-9 : Effet du prétraitement thermique du silane acide sur les faciès de rupture avant et après 



























Durée de vieillissement humide à +60°C (jours) 














Nous pouvons supposer que la forte dispersion, les niveaux d’adhérences inférieurs ou les 
ruptures majoritaires adhésives (notamment après vieillissement) obtenus avec des joints 
réticulés à l’ambiante sont dus aux mauvaises propriétés du film de silane ou alors à une 
interface silane/acier plus fragile. Dans tous les cas, il s’agit de résultats inédits, qu’il faudra 
s’attacher à comprendre. 
 
Aux hautes températures auxquelles sont mis en œuvre les revêtements tricouches des 
pipelines, le traitement aminosilane acide apparaît donc comme une solution qui 
permettrait d'augmenter la durabilité des assemblages. En effet, le traitement chimique de 
l'acier par une solution d'aminosilane permet de maintenir des adhérences humides 
comparables aux adhérences sèches, contrairement aux traitements physiques étudiés 
pour lesquels l’adhérence humide diminue plus ou moins fortement au cours du 
vieillissement. 
 
II.2.3. INFLUENCE DE L'EPAISSEUR DU FILM 
 
L’épaisseur de silane est un paramètre clé à optimiser, pour aboutir aux meilleures  
adhérences sèches et humides des assemblages [29, 33]. Le silane est appliqué par « dip-
coating » sur le substrat en acier. Le principe de ce procédé est illustré sur la Figure A.II-10.   
 
Figure A.II-10 : Principe du procédé de dip-coating 
 
Le procédé de « dip-coating » a été étudié en détail par Brinker et Scherer [42]. Lorsque la 
vitesse de tirage et la viscosité de la solution sont assez grandes, l’épaisseur (h) du dépôt 
dépend de l’équilibre entre la force d’entraînement visqueuse et la gravité (Equation A.II-1). 
 est la viscosité de la solution, U la vitesse de tirage du substrat,  la masse volumique de la 
solution, g la constante d'accélération de la pesanteur et c1 une constante de 
proportionnalité. 
 























 Equation A.II-1 
 
Dans le cas où la vitesse de tirage et la viscosité de la solution ne sont pas assez importantes, 
Landau et Levich [43] ont proposé une formule où intervient en plus la tension de 













 Equation A.II-2 
 
Les conditions de dépôt sont définies dans le Tableau A.II-2. L’épaisseur des films de silane a 
été augmentée en effectuant plusieurs dépôts successifs ou en augmentant la vitesse de 
tirage (cf. Equation A.II-1 et Equation A.II-2 ). Des observations en coupe au MEB après 
polissage n’ont pas permis de mesurer les épaisseurs des films minces. Cependant, dans les 
conditions décrites, les épaisseurs des couches minces déposées sont nécessairement 
croissantes dans l’ordre e1 < e2 < e3. Les conditions de dépôt conduisant à l’épaisseur e1 
correspondent aux conditions standards décrites dans le paragraphe II.2.1. L'aminosilane est 
soumis au cycle de réticulation à 200°C (Figure A.II-7).  
 
Epaisseur e1 e2 e3 
Durée de la trempe (s) 30 30 30 
Nombre d’immersions 1 6 6 
Profondeur de la trempe (cm) 1,25 1,25 1,25 
Vitesse de la trempe (mm/min) 100 100 240 
Temps de séchage ou d’attente 
entre 2 trempes consécutives (s) 
60 60 60 
Tableau A.II-2 : Conditions expérimentales d’application de couches de silane acide d'épaisseurs distinctes 
 
La Figure A.II-11 montre que plus l’épaisseur de la couche de silane est faible, plus les 
adhérences des joints vieillis ou non vieillis sont élevées. Ces résultats sont corroborés par 
les travaux de Watts et al. [35] effectués sur des assemblages aluminium/ γ-APS. Les films 
sont obtenus à partir de deux solutions de concentration respectives à 3% et 6% en γ-APS. 
Par des analyses XPS, ils prouvent qu'un meilleur recouvrement du substrat métallique, ainsi 
qu'une meilleure intégrité structurelle du film sont issus de la solution à 3% de silane. Par 
ailleurs, Boerio et Williams [44] ont montré que des solutions trop concentrées en silane 
conduisaient à des films épais,  peu condensés et donc fragiles, ce qui induisait des ruptures 
cohésives dans la couche de silane. 
 





Figure A.II-11 : Influence de l’épaisseur du silane acide sur les adhérences sèches et humides des 
assemblages 
 
Les faciès de rupture sont présentés sur la Figure A.II-12.La rupture est majoritairement 
cohésive, mais proche de l’interface époxy/Silane. 
 
Figure A.II-12 : Influence de l’épaisseur du silane acide sur les faciès de rupture avant et après vieillissement 
humide a +60°C 
 
Quelle que soit l'épaisseur de silane appliquée, l'ajout du traitement aminosilane acide 
permet d'améliorer la durabilité des assemblages acier/FBE, les adhérences humides des 
joints de simple recouvrement restant comparables aux adhérences sèches. Il est à noter 
que l'application du silane en faible épaisseur conduit aux meilleures performances des 
assemblages. 
 
II.2.4. INFLUENCE DU PH DU BAIN DE SILANE 
 
La Figure A.II-13 montre que d’excellents niveaux d’adhérences sont mesurés aussi bien sur 



























Durée de vieillissement humide à +60°C (jours) 














d’adhérences sont maintenus, voire légèrement supérieures aux performances initiales de 
l’assemblage. L'utilisation d'un promoteur d'adhérence organosilane s'avère effectivement 
bénéfique vis-à-vis de la durabilité des assemblages acier/FBE. Plusieurs auteurs mettent en 
évidence une légère augmentation des performances mécaniques d'assemblages traités par 
un silane après un vieillissement thermique [45], hygrothermique [46] ou hydro-thermique 
[47]. Néanmoins, les raisons de ce meilleur comportement des assemblages vieillis ne sont 
pas encore bien comprises. 
 
Avec les deux types de silane, la rupture est purement cohésive au temps initial, puis elle 
devient mixte, avec une part cohésive majoritaire (>60%).  
 
Le point isoélectrique de l’acier varie entre 6,5 et 6,8 [48]. Contrairement au bain alcalin 
(pH=10,6), le bain acide (pH=4,6) devrait donc limiter l’orientation des groupements amino 
du γ-APS vers le substrat et favoriser ainsi leur interaction avec la résine époxy. Cependant, 
les résultats de la Figure A.II-13 indiquent une adhérence sèche et une adhérence humide 
supérieure des assemblages élaborés avec le traitement silane alcalin, comparé au silane 
acide. Nous verrons au chapitre III que dans le cas de dépôts de silane multicouches, des 
facteurs autres que l’orientation préférentielle des groupements amino avec la surface 
métallique conditionnent l’adhérence des assemblages acier/FBE.  
 
 
Figure A.II-13 : Effet du pH de la solution d’aminosilane sur les adhérences sèches et humides des 
assemblages 
 
Cette étude prouve que l’utilisation de l’aminosilane est envisageable pour améliorer la 
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d’application, de bons niveaux d’adhérences sont mesurés sur des assemblages simplifiés 
non vieillis (>20 MPa) et ces performances sont maintenues au cours du vieillissement 
accéléré en environnement humide et chaud. L’aminosilane doit être appliqué en fine 
couche, réticulé à haute température (200°C) et à partir d’un bain alcalin proche du pH 
naturel de l’aminosilane. Au regard des résultats de la littérature, les effets du pH du bain 
et de la température de réticulation n’étaient pas prévisibles. Les analyses FTIR, XPS et 
AFM présentées au chapitre III permettront une meilleure compréhension de ces résultats.  
 
 
III. APPORT DES TRAITEMENTS CHIMIQUES A LA DURABILITE DES 
ASSEMBLAGES ACIER/FBE 
 
III.1. CARACTERISATION DES SURFACES TRAITEES 
 
La mesure d'angle de contact rend compte de l'aptitude d'un liquide à s'étaler sur une 
surface [49, 50]. Elle permet d'accéder à l'énergie libre d'une surface. La connaissance de ce 
paramètre est précieuse pour la compréhension, l’interprétation et la prévision de 
nombreux phénomènes de surface et d’interface tels que le mouillage ou l’adhésion. La 
détermination correcte de l’énergie de surface présente alors un intérêt tout particulier. 
Nous comparerons les angles de contact et les énergies de surface de substrats en acier (Rz  
30 µm) soumis à 4 préparations ou traitements de surface distincts : 
 une préparation de surface selon le protocole « dépoussiérage poussé » défini dans 
le Tableau A.II-1, 
 deux traitements de surface dans des bains d’aminosilane à pH acide ou basique 
appliqués selon les conditions opératoires définies dans le paragraphe II.2.1, 
 un traitement par chromatation, qui correspond à un des standards utilisés par les 
applicateurs de revêtement tricouches.  
 
Plusieurs liquides sont employés pour déterminer les énergies des surfaces. 10 mesures 
d'angles de contact sont effectuées pour chaque liquide. Les énergies de surfaces sont 
ensuite calculées par la méthode d'Owens Wendt. Les détails sur les conditions opératoires 
sont fournis en Annexe II.  
 
La Figure A.II-14 présente les images MEB des surfaces étudiées, ainsi que les angles de 
contact à l’eau déposée sur chacun des substrats. La couche de chromatation présente une 
morphologie caractéristique (« mud-crack structure ») [51], tandis que les couches de silane 
semblent suivre les aspérités générées par le sablage (Figure A.II-15).  
 
La couche de chromatation augmente le caractère hydrophile de la surface alors que les 
traitements silane n’induisent pas de variation significative des angles de contact à l’eau. On 




observe néanmoins une forte dispersion des angles de contact à l'eau sur la surface 
chromatée ou sur la surface recouverte de silane basique, en raison certainement de 
l’inhomogénéité de la surface. 
 
 
Figure A.II-14: Observations MEB de la surface des substrats (Grandissement : x 500 ; ES-15 kv) ; Photos des 
angles de contact formes par l’eau sur les surfaces étudiées  
 
Figure A.II-15 : Représentation schématique de la modification du profil de surface par le traitement de 
surface 
 
Le Tableau A.II-3 compare les énergies de surface des substrats sélectionnés. Une 
composante polaire PS  importante est caractéristique des interactions de type Debye, 
Keesom et hydrogène. Une composante dispersive DS  élevée est favorable à des 
interactions secondaires de type London. Enfin une composante totale S élevée est souvent 
associé à un meilleur mouillage et donc à une meilleure adhérence ultérieure. Comme nous 
pouvions nous y attendre, les énergies de surface des substrats traités par chromatation 
sont les plus élevées. L’énergie des surfaces traitées par le silane acide est comparable à 
celle des substrats DP.  
 
Les énergies des surfaces traitées par le silane basique sont légèrement supérieures à celles 
des surfaces traitées par le silane acide. Ceci est un premier élément de compréhension, qui 
θ = 75 ± 5 °
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θ = 95 ± 2 °
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L’aminosilane épouse les aspérités 
générées par le décapage
La chromatation masque la rugosité du substrat 
métallique et crée une rugosité spécifique en surface




corrobore les meilleures performances mécaniques  des assemblages mis en œuvre avec le 
silane basique en comparaison à celles du silane acide (Figure A.II-13). 
 
Surface étudiée DP Sil-Ac-100 Si-Al-100 Chromatation 
  
  mN/m 7 ± 3 1,0 ± 0,4 6 ± 3 18 ± 7 
  
  mN/m 24 ± 5 35 ± 1 34 ± 2 36 ± 1 
   mN/m 34 ± 1 36 ± 1 40 ± 1 54 ± 7 
Tableau A.II-3 : Energies de surface des surfaces sélectionnées 
 
III.2. ADHERENCES SECHES ET HUMIDES 
 
La Figure A.II-16 compare les adhérences sèches et humides des joints de simple 
recouvrement mis en œuvre à partir des substrats en acier soumis préalablement aux 4 
préparations ou traitements de surface. L’addition d’un traitement de surface a peu 
d’impact sur l’adhérence initiale des assemblages, en comparaison avec un dépoussiérage 
poussé. Par contre les traitements de surfaces améliorent considérablement les adhérences 
humides. A noter que les performances mesurées avec le silane basique sont comparables 
(voire supérieures) à celles de la chromatation, standard actuel en matière de traitement de 
surface dans l’industrie des pipelines.  
 
 
Figure A.II-16 : Effet du traitement de surface sur les adhérences sèches et humides des assemblages 
 
Au vue de ces résultats, les aminosilanes semblent être des alternatives sérieuses aux 
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époxy de nature différente et jusqu’ici, l’étude a été menée avec le seul et même primaire 
époxy de type phénolique. Il est essentiel de déterminer si tous les types de primaires 
époxy peuvent être associés aux différents types de traitement de surface étudiés ici. 
 
III.3. INFLUENCE DE LA NATURE DU PRIMAIRE EPOXY 
 
III.3.1.    CARACTERISATIONS PHYSICO-CHIMIQUES 
 
Quatre primaires époxy ont été retenus pour cette étude. Pour des raisons de 
confidentialité, ces primaires seront respectivement nommés A, B, C, D, le primaire A ayant 
été utilisé pour obtenir les résultats précédents. Le primaire B a été choisi pour sa haute Tg 
et son bon comportement au vieillissement hydro-thermique [7]. Le primaire C est connu 
pour avoir de bonnes performances en service. Enfin, le primaire D est choisi pour la nature 
de son durcisseur (DICY), très utilisé dans les systèmes tricouches. Les DICY sont connues 
pour leur forte affinité pour les substrats métallique [52, 53], néanmoins une sensibilité 
particulière à l’absorption d’eau est observée pour ces produits [54].  
 
Les techniques expérimentales utilisées (Annexes III-VII) ainsi que les caractéristiques 
principales des systèmes époxy poudre étudiés sont détaillées dans le Tableau A.II-4.Les 
suivis de réticulation des primaires de type DICY (D) et phénolique (A) sont respectivement 
détaillés en Annexes IV. 
Primaire A B C D  
Résine commune 
IR, Pyrolyse GCMS 
DGEBA 
Durcisseur 
IR, Pyrolyse GCMS 
Phénolique Amine DICY 
Taux de charges (%) 
ATG  
27 26 29 31 
Nature des charges 
communes 
IR, MEB/EDX 
BaSO4 ; SiO2 ; Alumine et Talc  
Nature des charges 
spécifiques 
IR, MEB/EDX 
Oxyde de fer 
 Oxyde de 
chrome 




 Dioxyde de 
titane 
Formes et tailles des 
charges 
MEB 
Sphérique : 1 à 20 µm 
Lamellaire : 
3 à 60 µm 
Tg (°C) 
DSC  
104 128 101 107 
Tableau A.II-4 : Méthodes de caractérisations et caractéristiques physico-chimiques des primaires époxy 




Tous les primaires ont un taux de charges d’environ 30%. Les charges sont dispersées de 
manière homogène dans les films (Figure A.II-17). Les primaires A, B, et C sont constitués de 
charges sphériques dont le diamètre varie entre 1 et 20 µm. Des agglomérats de plus grosses 
tailles (50 µm environ en largeur) sont observés avec les primaires A et C. Le primaire D se 
démarque des autres résines par la présence de charges lamellaires, dont la longueur varie 
entre 3 et 60 µm.  
 
 
Figure A.II-17 : Observations MEB de la surface  des films libres réticulés; SE-15 kV ; Grandissement: x 500 
Les mesures de viscosité des FBE effectuées au rhéomètre rotatif en géométrie plan-plan 
(Annexe VIII), ont mises en évidences des cinétiques de réticulation comparables pour tous 
les primaires.  
 
Les prises en eau des films libres ont été mesurées par suivi gravimétrique (Annexe IX). Les 
pourcentages d'eau à saturation des primaires après immersion dans l'eau déminéralisée à 
60°C, ainsi que les coefficients de diffusion déterminés à partir du modèle de Langmuir [55] 
sont présentés dans le Tableau A.II-5. Les pourcentages d'eau absorbés par les résines sont 
faibles et varient entre 1 et 2,5%. Les coefficients de diffusion (D) des primaires sont 
comparables et sont de l'ordre de 5.10-13 m².s-1  [7]. 
 
Primaire A B C D 
% d'eau à saturation 1,6 2,3 2,4 1,3 
D (m².s-1) - Langmuir 4,8.10-13 4,4.10-13 6,2.10-13 4,9.10-13 
Tableau A.II-5 : Pourcentages d'eau à saturation après vieillissement humide des primaires époxy dans l'eau 
déminéralisée à +60°C et coefficients de diffusion  
 
Les mesures de Tg en DSC modulée (Annexe VII) ont mis en évidence une forte plastification 
des primaires, notamment du primaire B (haute Tg). Les Tg humides mesurées à saturation 
Primaire A Primaire B
Primaire C Primaire D




varient entre 85 et 90°C. Après désorption (16 heures dans une étuve sous vide à 40°C), une 
réversibilité globale des propriétés thermiques de tous les primaires est observée. La Figure 
A.II-18 présente, à titre d’exemple, l'évolution des Tg du primaire D en fonction de la durée 
du vieillissement humide à +60°C, ainsi qu'après désorption. Des évolutions similaires sont 
mesurées avec les primaires A, B et C.  
 
 
Figure A.II-18 : Evolution de la température de transition vitreuse du primaire D au cours du vieillissement 
humide en eau déminéralisée à +60°C ainsi qu'après désorption (MDSC à 2°C/min) 
 
Cette étude nous a permis de mieux connaître les caractéristiques physico-chimiques des 
peintures poudres industrielles employées. Des taux de charges classiques pour ce type 
d'application (30%) sont retrouvés. Pour tous les FBE, des temps de gels comparables sont 
mesurés. Les primaires absorbent peu d'eau au cours du vieillissement humide à +60°C (< 
2,5%) et la réversibilité globale de leurs propriétés thermiques est mise en évidence.  
 
III.3.2.    ADHERENCES SECHES ET HUMIDES 
 
Les adhérences sèches et humides des quatre primaires époxy sont mesurées. Des 
éprouvettes de simple recouvrement sont mises en œuvre à partir de trois états de surface 
de l'acier distincts : des surfaces préparées selon le protocole « dépoussiérage poussé », des 
surfaces traitées par l’aminosilane acide réticulé à 200°C (cf. II.2.1) ou des surfaces traitées 
par la chromatation. 
 
II.3.2.1 SUBSTRATS PREPARES SELON LE PROTOCOLE «DEPOUSSIERAGE 
 POUSSE» 
 
L’adhérence des primaires A, B et D diminue au cours du vieillissement, tandis qu’elle est 
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corrobore le bon retour terrain de ce primaire. Après 42 jours de vieillissement, le 
pourcentage de perte d’adhérence des primaires A et B est autour de 25%, tandis qu’il est 
de 20% pour le primaire D.  
 
 
Figure A.II-19 : Adhérences sèches et humides des primaires époxy appliqués sur substrats préparés selon le 
protocole « dépoussiérage poussé » 
 
La Figure A.II-20 présente les faciès de rupture correspondant aux joints non vieillis et aux 
joints vieillis durant 42 jours dans de l’eau déminéralisée à +60°C. 
 
 
Figure A.II-20 : Faciès de rupture des primaires appliqués sur substrats DP avant et après vieillissement 
humide à +60°C 
 
Nous nous sommes attachés à estimer les fractions de rupture cohésive à l’aide d’un logiciel 
d’analyse d’images (Image J). Cette fraction cohésive est estimée en pourcentage (p) et 
calculée selon l’Equation A.II-3. y correspond à la somme des aires cohésives des deux 
substrats en acier issus de la rupture d'une éprouvette de simple recouvrement, tandis que x 
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Pour mieux illustrer notre propos, la Figure A.II-21  présente des cas particuliers des faciès 
de rupture correspondant à 2 valeurs extrêmes possibles pour p. La rupture mixte 
correspond à des valeurs de p comprises entre 0 et 100%. 
 
 
Figure A.II-21 : Représentation schématiques de faciès de rupture  
 
Ainsi, la Figure A.II-22 présente l’évolution des fractions cohésives associées aux primaires 
époxy au cours du vieillissement humide. Pour chacun des primaires étudiés, les évolutions 
des aires cohésives sont cohérentes avec les adhérences mesurées. La rupture des primaires 
A et B est purement cohésive au temps initial, puis elle devient mixte avec une fraction 
cohésive qui diminue linéairement au cours du vieillissement. Cette diminution est 
caractéristique d’une cohésion de moins en moins importante de l’assemblage, à cause de la 
destruction progressive des liaisons secondaires acier/FBE. La rupture du primaire C est 
purement cohésive, quelle que soit la durée de vieillissement. Enfin, la rupture du primaire D 
est déjà mixte au temps initial avec une fraction cohésive minoritaire de l’ordre de 35%. La 
fraction cohésive diminue linéairement durant les 14 premiers jours de vieillissement pour 
atteindre 12%, puis se stabilise.  
 
 
Figure A.II-22 : Evolution du pourcentage d'aire cohésive des primaires époxy appliqués sur des substrats 
préparés selon le protocole «dépoussiérage poussé» 
p = 100 % : rupture 
purement cohésive
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Il faut noter que l’aire cohésive réelle est sous estimée par l’analyse de photos des faciès de 
rupture avec le logiciel d’analyse d’images. L’analyse MEB nous permet d’observer à de plus 
forts grossissements les zones cohésives et adhésives et l’analyse EDX associée nous permet 
d’identifier les éléments présents en surface, de quantifier leurs pourcentages relatifs et 
donc d’observer la répartition relative des éléments détectés en surface. Ainsi, les 
cartographies chimiques réalisées par EDX sur des zones où la rupture semblait adhésive à 
l’œil nu montrent la présence de résidus de primaires époxy restés ancrés dans les aspérités 
du substrat.  
 
La Figure A.II-23 montre, à titre d’exemple, les surfaces métalliques d’éprouvettes de simple 
recouvrement préparées selon le protocole dépoussiérage poussé, qui semblaient adhésives 
à l’œil nu dans le cas des primaires B et D vieillis 42 jours. On y observe la présence 
résiduelle du primaire époxy traduit par une concentration importante en carbone (en vert).  
 
 
Figure A.II-23 : Cartographie EDX des surfaces métalliques dans le cas des primaires B et D après 42 jours de 
vieillissement humide à +60°C. Les éléments, Si, C et Fe sont superposés sur ces images  
ES-4kV, aire analysée : 230 x 170 µm², durée d'acquisition : 16 heures 
 
Il faut souligner que, contrairement aux résultats de Legghe [7] obtenus sur un primaire 
époxy à base de DICY de composition voisine, aucune décohésion charge/matrice n'a pu être 
mise en évidence par analyse MEB (Figure A.II-24). Ici, le paramètre clé pilotant l'adhérence 
des assemblages semble être l'interface acier/FBE, qui apparaît particulièrement fragile dans 
le cas du primaire D, même avant vieillissement. La formulation spécifique de ce primaire 
pourrait en être la cause.  
 
Quel que soit le primaire utilisé, sur des substrats préparés selon le protocole                           
« dépoussiérage poussé », de bonnes adhérences sèches sont mesurées (>20 MPa). Les 
adhérences sèches des primaires A, B et D sont comparables et supérieures à celles du 
Primaire B  : 42j Primaire D : 42j 
Si FeC




primaire C. Par contre au cours du vieillissement humide, l'adhérence humide du primaire C 
reste stable, alors que celles des primaires A, B et D diminuent plus ou moins fortement et 
deviennent comparables ou inférieures à celles du primaire C. 
 
  
Figure A.II-24 : Images MEB sur la tranche des films des primaires DICY après vieillissement humide en eau 
déminéralisée. Image MEB après 1 mois d'immersion à +70°C d'après [7](a). Image MEB du primaire D après 
1 mois d'immersion à +60°C (b) 
 
Il faut noter que malgré les bons niveaux d'adhérence initiale du primaire D, la rupture est 
déjà majoritairement adhésive au temps initial, ce qui indique déjà de moins bonnes 
propriétés cohésives du joint au temps initial. 
 
II.3.2.2  SUBSTRATS TRAITES PAR CHROMATATION 
 
La Figure A.II-25 montre que d’excellentes adhérences sèches et humides sont mesurées, 
quel que soit le primaire considéré (>20 MPa). Les adhérences initiales des primaires A et B 
sont maintenues au cours du vieillissement. Après 35 jours de vieillissement humide à +60°C, 
Le pourcentage de perte d’adhérence des primaires C et D est d’environ 15%. 
 
 
Figure A.II-25  : Adhérences sèches et humides des primaires époxy appliqués sur substrats traités par 
chromatation 
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La Figure A.II-26 présente l’évolution des fractions cohésives associées aux primaires époxy 
au cours du vieillissement humide. Quelle que soit la durée de vieillissement humide, la 
rupture est purement cohésive pour les primaires A et C. La rupture du primaire B reste 
purement cohésive dans le FBE durant les 14 premiers jours de vieillissement, puis elle 
devient mixte, avec une part cohésive majoritaire (72%). Enfin, la rupture du primaire D est 
majoritairement cohésive au temps initial (80% environ) puis devient purement cohésive 
après 7 jours de vieillissement humide.  
 
 
Figure A.II-26 : Evolution du pourcentage d'aire cohésive des primaires époxy appliqués sur des substrats 
traités par chromatation 
 
Le traitement de chromatation améliore donc la durabilité de tous les primaires étudiés, en 
comparaison aux performances mesurées sur des substrats préparés selon le protocole 
«dépoussiérage poussé». Ceci explique sa large utilisation, malgré sa toxicité et 
l’interdiction certaine de son utilisation dans un futur proche. 
 
II.3.2.3 SUBSTRATS TRAITES PAR L’AMINOSILANE ACIDE  
 
II.3.2.3.1. ADHÉRENCE DES PRIMAIRES 
 
Des joints de simple recouvrement sont réalisés à partir de substrats traités au préalable 
dans une solution d'aminosilane (pH 4,6) et réticulés à 200°C en raison des meilleurs 
comportements observés dans ces conditions (cf. II.2.1).  
 
La Figure A.II-27 présente les évolutions des adhérences des 4 primaires sélectionnés. 
D'excellentes adhérences sont mesurées au temps initial (> 20 MPa). Ces adhérences sont 
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l'adhérence du primaire D diminue de manière brutale après vieillissement humide.  
L'adhérence initiale est de 22 MPa. Elle tombe à 15 MPa après 7 jours de vieillissement 
humide et n'est plus que de 13 MPa après 42 jours de vieillissement humide, soit une perte 
globale de plus de 40% de sa tenue mécanique. 
 
 
Figure A.II-27 : Adhérences sèches et humides des primaires époxy appliqués sur substrats traités par le Sil-
Ac-200 
La Figure A.II-28 présente l’évolution des fractions cohésives associées aux primaires époxy 
au cours du vieillissement humide.  
 
 
Figure A.II-28 : Evolution du pourcentage d'aire cohésive des primaires époxy appliqués sur des substrats 
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La rupture est cohésive dans le primaire A durant les 7 premiers jours de vieillissement 
humide, puis devient mixte avec une fraction cohésive majoritaire. Quelles que soient les 
durées de vieillissement humide, la rupture reste purement cohésive dans l'époxy avec les 
primaires B et C. Avec le primaire D, la rupture est déjà majoritairement adhésive au temps 
initial avec une aire cohésive estimée à 12 % au temps initial. Dès 7 jours de vieillissement 
humide, la rupture dans le cas du primaire D devient purement adhésive.  
 
Le traitement aminosilane semble donc être un substitut potentiel en vue du 
remplacement du traitement de chromatation pour l’amélioration de la durabilité des 
assemblages mis en œuvre avec les primaires A, B ou C. Par contre l’aminosilane montre 
ses limites avec le primaire D.  
 
II.3.2.3.2. ETUDE DU LIEU DE RUPTURE DU PRIMAIRE D 
 
Le primaire D associé au traitement silane présente un comportement particulier. En effet, 
une rupture majoritairement adhésive est obtenue même sur des éprouvettes non vieillies. 
Dans le but de comprendre les mécanismes de dégradation des assemblages au cours du 
vieillissement humide, il est essentiel de déterminer de manière précise le lieu de la rupture 
adhésive. S’agit-il d’une rupture à l’interface silane/acier ou d’une rupture à l’interface 
silane/primaire ?  
 
Pour répondre à cette question, nous nous sommes appuyés sur le MEB, associée à l’analyse 
EDX, ainsi que sur la cartographie X des surfaces. Une méthode originale de caractérisation 
de l’interface de rupture est développée. Des analyses de surfaces sont effectuées sur les 
surfaces des substrats suivants : 
 substrat en acier nu préparé selon le protocole DP (Tableau A.II-1). 
 Substrats en acier nu traité par le Sil-Ac-200 (II.2.1). 
 Substrats provenant de la séparation des éprouvettes d’assemblages acier/Sil-Ac-
200/FBE D (Figure A.II-29). 
 
 
Figure A.II-29 : Facies de rupture du primaire D appliqué sur substrats traités par le Sil-Ac-200, avant et après 
42 jours de vieillissement humide a +60°C 
Les pourcentages massiques des éléments fer, silicium et carbone ont été déterminés. Le fer 
est le traceur du substrat en acier. Le silicium n’est pas un traceur propre à l’aminosilane, car 
la wollastonite (CaSiO3) est une des charges du primaire D (cf. Tableau A.II-4). Néanmoins, 
les analyses réalisées sur le substrat en acier recouvert uniquement par l’aminosilane 
t0 7j 42j




permettront de quantifier le pourcentage massique de silicium propre à la couche de silane, 
dans les conditions d’analyse choisies. De même, l’élément carbone n’est pas un traceur 
propre au primaire époxy, car il est présent dans l’aminosilane et il est aussi détecté sur le 
substrat en acier. Les analyses effectuées sur le substrat en acier nu, permettront de 
quantifier la proportion de carbone attribuable au substrat. 
 
L’aminosilane étant déposé en couche fine, il s’est avéré pertinent de travailler à de faibles 
tensions d’accélération pour avoir une meilleure sensibilité au dépôt de silane. En effet les 
électrons incidents (primaires) pénètrent d’autant plus sous la surface qu’ils sont fortement 
accélérés et que la matière est peu dense. La Figure A.II-30 met en évidence l’influence de la 
tension d’accélération sur la quantité de silicium détectée sur la surface d’un substrat en 
acier traité par le Sil-Ac-200. Les analyses sont effectuées sur 3 zones en surface 
suffisamment éloignées les unes des autres (pas de recouvrement). Les quantifications des 
pourcentages massiques sont effectuées sur tous les éléments détectés en surface. 
 
 
Figure A.II-30 : Influence de la tension d'accélération sur la quantité de silicium détectée en surface d’un 
substrat en acier traité par le Sil-Ac-200 (aire analysée : 3  2 mm²) 
 
La meilleure sensibilité à l’élément silicium est obtenue avec une tension d’accélération 
égale à 4 kV. Ce sera la tension commune à toutes les analyses. 
 
Des cartographies EDX sont effectuées sur les zones adhésives du primaires. La Figure A.II-31 
montre que des résidus importants d’époxy sont détectés sur des zones qui semblent 
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Figure A.II-31 : Evolution des cartographies EDX des zones adhésives du primaire D ; Superposition des 
éléments Fe, C et Si ; SE-4kV, Aire analysée : 230 x 170 µm², Durée d'acquisition : 16 heures  
 
Les Figure A.II-32, Figure A.II-33 et Figure A.II-34 récapitulent les résultats des analyses EDX. 
La quantité de carbone détectée sur les surfaces de recouvrement des joints de simple 
recouvrement est largement supérieure à celle de l’acier nu ou traité par le Sil-Ac-200. Les 
évolutions de l’élément carbone peuvent alors être assimilées à celles du primaire époxy. Le 
pourcentage massique de l’élément carbone diminue progressivement au cours du 
vieillissement (Figure A.II-33). Il reste donc de moins en moins de résidus du primaire époxy 
sur les surfaces au fur et à mesure du vieillissement, ce qui est en accord avec les 
cartographies EDX (Figure A.II-31). Au cours du vieillissement du primaire D, le lieu de 
rupture se rapproche progressivement de l’interface époxy/silane.  
 
Comme il reste de moins en moins de primaire époxy résiduel sur les substrats vieillis, dans 
les mêmes conditions d’analyse, les électrons vont pénétrer plus profondément dans le 
substrat et la proportion de fer détecté augmente (Figure A.II-32 ). Par ailleurs les fractions 
de silicium détectées sur les surfaces adhésives du primaire D sont toujours supérieures à 
celles de l’acier nu et inférieures ou égales à celle du Si-Ac-200. Les évolutions de l’élément 
silicium peuvent alors être assimilées à celles de l’aminosilane. Au fur et à mesure du 
vieillissement, la fine couche d’aminosilane est mieux détectée en surface. Après 42 jours de 
vieillissement, le pourcentage de silicium détecté est comparable au système acier/Sil-Ac-















Figure A.II-32 : Pourcentages massiques de Fer détecté sur les cinq substrats sélectionnés 
 
Figure A.II-33 : Pourcentages massiques de Carbone détecté sur les cinq substrats sélectionnés 
 










































































Ces analyses démontrent que le lieu de la rupture adhésive du primaire D est à 
l’interfaceépoxy/silane et non à l’interface acier/silane. Les raisons de la fragilité de cette 
interface sont à rechercher dans la compatibilité entre le silane et la formulation spécifique 





Ce travail démontre l'intérêt des préparations et traitements de surface pour l'amélioration 
de l'adhérence des assemblages acier/époxy. Les préparations de surface permettent 
d'obtenir un degré de propreté et une rugosité. Ces deux éléments maximisent les forces de 
liaison et donc l'adhérence du revêtement. Le revêtement résiste alors mieux dans des 
environnements agressifs. Les essais effectués sur substrats polis miroir ont mis en évidence 
qu’une certaine rugosité est nécessaire pour garantir la durabilité des assemblages. Si 
l’adhérence initiale des substrats lisses est acceptable ( 20MPa), cette adhérence diminue 
de manière catastrophique au cours du vieillissement hydro-thermique. Ces résultats vont 
dans le sens d’une interface formée majoritairement de liaisons secondaires sensibles à la 
présence d’eau. La rugosité permet d'obtenir des adhérences supérieures à celles sur 
substrats lisses, de ralentir les effets du vieillissement humide et donc de prolonger la durée 
de vie du système. D'autre part, la chromatation ou l’application d’un aminosilane sur l’acier 
permettent d’améliorer de façon significative l’adhérence humide des assemblages 
acier/FBE.  
 
Notre travail confirme que le traitement aminosilane est un candidat potentiel en vue du 
remplacement du traitement toxique de chromatation. Dans de bonnes conditions 
d'application, les adhérences sèches et humides des silanes sont comparables (voire 
supérieures) à celles de la chromatation. Les trois paramètres clés qui conditionnent 
l'efficacité de la solution d'aminosilane sont la concentration du bain (et donc l'épaisseur du 
film de silane), le pH et la température de réticulation. Les meilleures adhérences sont 
mesurées sur des couches de silane de faible épaisseur. Le pH du bain d'aminosilane ne 
semble pas être le paramètre le plus critique pour nos systèmes spécifiques. En effet les 
traitements acide et basique contribuent tous deux à une amélioration de la durabilité des 
assemblages. Nous nous attendions néanmoins à ce que les performances des assemblages 
réalisés avec le silane acide (pH=4,6) soient supérieures à celles du silane basique (pH=10,6). 
En effet, la littérature démontre que la bonne orientation des groupements amines vers les 
groupements oxirannes du primaire époxy est favorisée lorsque le pH du bain d'aminosilane 
est inférieur au point isoélectrique du substrat (PIE de l'acier  6,5-6,8). Cependant, les 
meilleures adhérences sèches et humides sont mesurées avec le silane basique. De plus, les 
hautes températures auxquelles sont mis en œuvre les revêtements tricouches des pipelines 
semblaient a priori être le facteur le plus critique vis à vis de l'efficacité des aminosilanes, ces 
agents de couplages étant sensibles à la chaleur. Pourtant, les meilleures adhérences sèches 




et humides ont été mesurées sur des assemblages où la réticulation préalable du silane était 
effectuée à 200°C.  
 
Pour progresser dans la compréhension de ces résultats inattendus, il parait nécessaire de 
s'intéresser de manière plus approfondie à l'influence du pH et de la température sur les 
propriétés du film de silane, ainsi qu'à la chimie de l'interface (interphase) silane/époxy. Ce 
sera le propos du troisième chapitre.  
 
Enfin, contrairement au traitement de chromatation, l'aminosilane ne peut être associé à 
tous les types de primaires époxy poudre étudiés. Le traitement de chromatation améliorait 
les durabilités de tous les primaires, alors que l'addition d'aminosilane s'est avérée 
bénéfique uniquement pour trois primaires époxy parmi les quatre étudiés. Le traitement 
silane n’est pas du tout adapté au seul système époxy étudié à base de DICY  : les 
adhérences initiales des systèmes acier/silane/époxy-DICY sont inférieures à celles des 
assemblages acier/époxy-DICY et le vieillissement hydro-thermique amplifie cet écart. Le lieu 
de rupture pour ce système étant proche de l’interface silane-époxy, on peut supposer que 
le comportement médiocre des assemblages acier/silane/époxy-DICY est lié à une 
ségrégation du durcisseur DICY à l’interface silane/FBE qui pourrait sensibiliser cette 
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Ce chapitre vise à identifier les facteurs déterminant pour l'adhérence et la durabilité des 
assemblages acier/silane/FBE. La première partie est consacrée à la caractérisation des 
précurseurs silanes, de manière à mieux connaitre leurs formulations. Nous nous 
intéresserons ensuite aux influences du pH et de la température de réticulation du silane sur 
la morphologie et les propriétés des films de silane, que ce soit en termes d'épaisseur, de 
taux de condensation ou de propriétés mécaniques, mais également sur la nature des 
groupements chimiques et des formes chimiques du silane. Enfin, la chimie de l'interface 
silane/époxy sera étudiée. Ces analyses nous permettront de proposer des paramètres clés 




I. CARACTERISATION DES SOLUTIONS DE SILANE 
 
Les traitements aminosilanes ont été mis au point par un fournisseur industriel. Dans une 
démarche de compréhension, il était essentiel de mieux connaitre leurs formulations. La 
spectroscopie RMN s’est avérée être la technique la plus appropriée pour caractériser ces 
produits. Les détails sur les conditions opératoires sont fournis en Annexe X. 
 
La Figure A.III-1 présente les spectres RMN 1H et 13C du silane acide. Les déplacements 
chimiques caractéristiques des groupements aminopropyl du 3-aminopropyltriéthoxy silane 
(γ-APS) sont retrouvés à 0,65, 1,75 et 2,98 ppm pour la RMN 1H ainsi qu'à 8,1, 18,7 et 41,2 
pour la RMN 13C [1-3]. Ces spectres révèlent que le  γ-APS est totalement hydrolysé. En effet, 
les signaux caractéristiques des groupements éthoxysilanes ne sont pas identifiés à 1,24 et 
3,84 ppm pour la RMN 1H ou à 19 et 59,5 ppm pour la RMN 13C [1, 2]. L'hydrolyse du 
triéthoxysilane génère de l'éthanol dont les signaux caractéristiques sont identifiés à 1,07 et 
3,55 ppm pour la RMN 1H ainsi qu'à 17,2 et 57,8 ppm pour la RMN 13C [1, 2]. Ces mêmes 
signaux sont identifiés sur les spectres RMN 1H et 13C du silane basique. 
 
La solution de silane acide (pH = 4,6) présente des signaux intenses et spécifiques à l’agent 
acidifiant. En effet, le pH de la solution de γ–APS est naturellement basique (pH = 10,6). Les 
spectres RMN 1H et 13C présentent respectivement des singulets caractéristiques de l'acide 
formique à 8,41 ppm et 169,4 ppm (cf. Figure A.III-1) [4, 5]. 
 
Par ailleurs, l'analyse des couplages entre les déplacements chimiques par RMN COSY1H13C 
montre la présence d'une tache de corrélation entre les singulets précédemment identifiés, 
ce qui confirme que la solution de silane acide est obtenue après acidification par un excès 
d'acide formique (Figure A.III-2). 
 









C de la solution de silane acide (pH 4,6)   
Liquide de référence : D2O 
 
 














































La Figure A.III-3 compare les spectres RMN 29Si des solutions initiales de silane acide (pH 4,6) 
et basique (pH 10,6).  
 
 
Figure A.III-3 : Attribution des signaux RMN 
29
Si des solutions d'aminosilane acide (pH 4,6) et basique (pH 
10,6)  Liquide de référence : D2O 
En s'appuyant sur la nomenclature MDTQ [6], seules les structures Ti porteuses d'un 
groupement organique latéral de type Si-R sont identifiées, où i correspond au nombre de 
groupements O-Si liés à l'atome de silicium considéré. Quatre pics sont identifiés à savoir T° 
(-40,1 ou -42,4 ppm), T1 (-49,3—51,6 ppm), T2 (-58,0—59,1 ppm) et T3 (-65—70 ppm). Le 
singulet associé au signal T° correspond à la forme totalement hydrolysée du γ-APS, le 
trisilanol R-Si(OH)3. Il apparaît alors que les solutions initiales de silane sont déjà 
partiellement condensées. En effet, des espèces de type T1, T2 et T3 sont présentes dans les 
solutions de départ même si l'excès d'eau déplace l'équilibre  Si-O-Si + H2O 2 Si-OH vers 
la droite. Par ailleurs, les intégrales relatives des signaux Ti montrent que le silane basique 
(pH 10,6) est encore plus condensé que le silane acide (pH 4,6). Ce résultat est en accord 
avec les travaux de Tesoro et Wu [7] qui ont montré que la proportion de produits de 
condensation formés en solution d’ organosilanes tels que le γ–APS, le γ–MPS ou le γ–GPS 
était minimale à un pH proche de 4.  
 
Nous avons mis en évidence que les solutions initiales de γ–APS étaient déjà partiellement 
condensées. D’autre part, le silane basique (pH 10,6) était encore plus condensé que le 
silane acide (pH 4,6). La solution de silane acide a été obtenue par acidification de la 






























importants pour la compréhension des morphologies des silanes et des évolutions des 
groupements chimiques de l’aminosilane avec la température. 
 
 
II. MORPHOLOGIE DES DEPOTS DE SILANE 
 
II.1. ECHELLE MICROMETRIQUE : OBSERVATIONS AU MEB ET ANALYSES 
 IRTF 
 
La Figure A.III-4 compare les images MEB des silanes acide et basique déposés sur un 
substrat en acier préparé selon le protocole « dépoussiérage poussé ». A cette échelle, nous 
n'observons pas de structuration particulière des silanes acide ou basique sur la surface 
métallique. Les mêmes observations sont effectuées après réticulation de l'aminosilane à 
100°C ou à 200°C.  
 
 
Figure A.III-4 : Images MEB d'un substrat en acier décapé (a) du Sil-Ac-200 appliqué sur substrat sablé (b) et 
du Sil-Al-200 appliqué sur substrat sablé (c); Grandissement ×500 ; ES - 4KV 
 
Des cartographies EDX réalisées sur substrats sablés et sur substrats polis-miroir ont été 
effectuées afin d'observer les différences de répartition entre les silanes acide et basique. 
 
La Figure A.III-5 compare les cartographies de l'élément silicium des silanes acide et basique 
déposés sur substrats décapés. Les analyses EDX effectuées confirment la présence d’un 
dépôt de silane à la surface de l’acier. Par contre, il est difficile de conclure sur l’origine des 
hétérogénéités apparentes mises en évidence sur les cartographies EDX. En effet, ces 
hétérogénéités peuvent être uniquement la conséquence de la rugosité du substrat. Les 
rapports de concentrations massiques Si/Fe calculés sur des surfaces identiques 
apparaissent supérieurs pour le silane basique (0,19  0,04) comparé au silane acide (0,026  
0,005). La quantité de silicium détectée à la surface su silane basique est en moyenne sept 
fois plus importante que celle détectée à la surface du silane acide. Le dépôt de silane acide 
serait donc plus mince que le dépôt de silane alcalin. 
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Figure A.III-5: Cartographies EDX du Si présentant  la répartition du  Sil-Ac-200 (a) et du Sil-Al-200 (b) sur une 
surface en acier préparée selon le protocole «dépoussiérage poussé»  
Grandissement ×1200 ; ES - 4KV ; Durée d'acquisition 16h 
 
La Figure A.III-6 présente les images MEB et les cartographies EDX réalisées sur la surface 
des silanes acide et basique appliqués sur substrats polis-miroir et réticulés à 200°C.  
 
 
Figure A.III-6 : Images MEB (a, c) et cartographies du Silicium (b, d) du Sil-Ac-200 (a, b) et du Sil-Al-200 (c, d) 
appliqués sur des substrats polis-miroir; Grandissement ×1200 ; ES - 4KV ; Durée d'acquisition 16h
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Les analyses effectuées sur substrats polis-miroir montrent clairement qu'à cette échelle, le 
dépôt de silane acide est homogène, alors que le dépôt de silane basique est inhomogène. 
L'analyseur EDX permet la quantification de la composition élémentaire de la surface. Le 
calcul des rapports des concentrations massiques des éléments silicium et fer (Si/Fe) 




Sur les îlots Hors îlots 
0,15  0,01 0,89  0,17 0,12  0,03 
Tableau A.III-1 : Rapports Si/Fe des silanes acide et basiques quantifiés par EDX; ES - 4KV; 10 mesures 
effectuées pour déterminer les écarts-types 
Quelle que soit la zone analysée, les rapports Si/Fe du silane acide sont de l’ordre de 0,15. Le 
rapport Si/Fe dans le cas du silane basique est en moyenne égal à 0,12 hors îlots. Il apparaît 
alors que les rapports Si/Fe des silanes acide et basique (hors îlots) sont équivalents. Le 
silane basique présente des îlots de taille micrométrique, où la quantité de silicium détectée 
peut être jusqu'à sept fois plus importante que celle du silane acide.  
 
La  Figure A.III-7 présente des spectres IR  acquis en mode réflexion externe (voir détails en 
Annexe IV) sur une ligne de profil sur le dépôt de silane basique. Le double pic asymétrique 
caractéristique des liaisons Si-O-Si est identifié entre 1200 et 980 cm-1 [8]. L’intensité des 
bandes d'absorption des liaisons Si-O-Si peut être corrélée à l’épaisseur du dépôt de silane. 
Une répartition inhomogène du dépôt de silane basique est mise en évidence et confirme 
donc les analyses MEB et EDX. Les spectres IRTF obtenus avec le silane acide sont trop 
bruités et inexploitables pour conclure sur l’homogénéité de la répartition du silane sur le 
substrat acier, vraisemblablement en raison de la trop faible épaisseur du dépôt dans ce cas. 
 
 
Figure A.III-7 : Spectres IR du Sil-Al-200 enregistrés sur une ligne de profil selon l'axe X (Distance analysée : 



























II.2. ECHELLE NANOMETRIQUE : OBSERVATIONS EN AFM 
 
Les surfaces des silanes acide et basique ont été observées à l'aide du microscope à force 
atomique (AFM). Cette technique d’analyse est particulièrement employée pour visualiser 
des structures à l’échelle nanométrique et réaliser des cartographies tridimensionnelles. 
Deux types d’images sont obtenus, des images en hauteur qui renseignent sur la 
topographie de la surface et des images en phase qui permettent d’identifier des phases 
rigides (sombres) et des phases molles (claires). Les conditions opératoires sont détaillées en 
Annexe XI.  
 
Les images en hauteur et en phase du silane acide (Figure A.III-8) et du silane basique 
(Figure A.III-9) font apparaître l’influence du traitement thermique sur la morphologie des 
silanes. Pour tous les échantillons, la phase est représentée (à droite) sur une échelle de 90° 
environ. 
 
Les images en hauteur et en phase du Sil-Ac-24 (Figure A.III-8) montrent que le silane acide 
recouvre de manière inhomogène le substrat métallique. Des îlots dont le diamètre varie 
entre 70 et 200 nm et dont la hauteur est de quelques dizaines de nanomètres sont 
observés. La hauteur de ces îlots confirme que la structure réelle de l'aminosilane relève du 
multicouches. En effet, la hauteur d'une monocouche de γ-APS a été estimée à 0,7 nm par 
Heiney et al [9]. Après réticulation à 100°C, le silane acide semble plus homogène avec des 
domaines réguliers de plusieurs dizaines de nanomètres. Ces domaines ne sont plus 
clairement visibles sur l’image en hauteur après réticulation à 200°C. L’image en phase du 
Sil-Ac-200 permet d’identifier des domaines plus petits et plus irréguliers qu’après 
réticulation à 100°C. La résolution supérieure de l’AFM permet donc de mettre en évidence 
des inhomogénéités du dépôt de silane acide à l'échelle nanométrique. 
 
Les images en hauteur et en phase du silane basique (Figure A.III-9) confirment 
l'hétérogénéité de ce dépôt depuis l’échelle nano jusqu’à l’échelle micrométrique. Des îlots 
de quelques centaines de nanomètres de hauteur et de largeur sont identifiés, ainsi que des 
agrégats de quelques micromètres de largeur. Ce sont ces agrégats qui étaient déjà visibles 
au MEB.  
 
 Par ailleurs, les analyses de diffusion dynamique de la lumière (voir conditions 
expérimentales en Annexe XII) effectuées sur les solutions diluées de silanes acide et 
basique (Figure A.III-10) montrent que des agrégats de taille submicronique (quelques 
dizaines de nanomètres) s'étaient déjà formés dans la solution de silane acide, tandis que 
des agrégats de plus grandes tailles, avec une distribution plus large (de quelques dizaines de 
nanomètres à quelques micromètres) étaient présents dans la solution de silane basique. 
Nous pouvons alors supposer que la formation d'îlots sur le substrat métallique est liée à la 
formation préalable d'agrégats dans les solutions initiales de silane [10]. 





Figure A.III-8 :  Images 3D en hauteur (a, c, e)  et en phase (b, d, f) des silanes acides réticulés à 24°C (a, b), 
100°C (c, d) et 200°C (e, f) : aire analysée : 1 µm × 0,5 µm ; échelle selon l’axe Z : 100 nm 
 
 
Figure A.III-9 : Images 3D en hauteur (a, c, e)  et en phase (b, d, f) des silanes basiques réticulés à 24°C (a, b), 






























Figure A.III-10 : Distributions des tailles de particules dans les solutions diluées de silanes acide et basique 
déterminées par DDL  
 
En s'appuyant sur le paramètre Rq, les mesures de rugosité (Figure A.III-11) effectuées par 
AFM sur les surfaces, donnent une idée plus quantitative des changements de morphologies 
observées avec la température. Le paramètre Rq correspond à une rugosité moyenne, de 
sorte que sur une coupe perpendiculaire à la surface traitée, les pics et les creux se 
répartissent également de part et d'autre de la ligne moyenne.  
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Les rugosités des films de silanes réticulés à l'ambiante et à 100°C sont comparables. Une 
augmentation de la rugosité est mesurée après réticulation du silane à 200°C, cette 
augmentation est particulièrement marquée sur le film obtenu à partir du silane acide.  
 
Cette étude a mis en évidence des différences de morphologie entre les silanes acide et 
basique. Le silane basique apparaît comme inhomogène, quelle que soit l'échelle 
d'observation. Des îlots de taille nanométrique et des agrégats d’îlots de taille 
micrométrique sont observés à la surface des dépôts de silane basique. Ces îlots semblent 
provenir de la formation préalable d'agrégats de taille polydisperse dans le précurseur du 
silane basique. Alors que les couches de silane acide semblaient homogènes à l'échelle 
microscopique, l'AFM a permis de visualiser une structuration particulière de ce dépôt. Des 
îlots de taille nanométrique sont observés à la surface et proviennent de la formation 
d'agrégats de taille submicronique dans la solution initiale de silane acide. L'AFM a aussi 
permis d'observer des différences de structuration des silanes avec la température de 
réticulation, non visible à l'échelle du MEB. La nano-rugosité des films de silane apparaît 
comme un premier paramètre clé pour la compréhension des performances adhésives des 
assemblages. D'autres paramètres, comme les propriétés barrières du film de silane, 
l'interpénétration des chaînes ou la chimie de l'interface silane/époxy sont à considérer.  
 
 
III. PROPRIETES DES FILMS DE SILANE : EFFETS DU PH ET DE LA 
TEMPERATURE DE RETICULATION 
 
III.1. EVOLUTION DES EPAISSEURS 
 
Des quantifications EDX sont effectuées sur les surfaces des silanes acide et basique 
appliqués sur des substrats en acier préparés selon le protocole « dépoussiérage poussé ».  
 
La Figure A.III-12 présente l’évolution des rapports massiques des éléments silicium et fer 
(Si/Fe) avec la température de réticulation du silane. Quelle que soit la température de 
réticulation, les rapports Si/Fe du silane acide sont toujours inférieurs à ceux du silane 
basique. Les films de silane acide ont donc une épaisseur moyenne inférieure à celle des 
films de silane basique.  
 
De plus, les rapports Si/Fe diminuent pour les films traités à 100°C comparés aux films traités 
à température ambiante. Lors du traitement thermique à 100°C, les réactions de 
condensation du silane libèrent des composés volatiles (de l’eau dans notre cas) : cela 
s’accompagne d’un retrait du film qui devient plus mince et plus dense. Lors de l’analyse 
EDX, les électrons incidents pénètrent donc plus profondément dans le substrat ce qui se 
traduit par une diminution du rapport Si/Fe.  





Figure A.III-12 : Evolutions des rapports Si/Fe déterminés par analyse EDX en fonction du traitement 
thermique appliqué au silane sur un substrat décapé « DP » (ES- 4kv ; durée d'acquisition : 100s) 
 
Ces résultats sont en accord avec les travaux de Franquet et al. qui ont montré qu'un réseau 
de silane plus dense et plus fin était obtenu à haute température [11].  
 
III.2. EVOLUTION DES TAUX DE CONDENSATION 
 
La condensation du silane se traduit par une conversion des groupements silanols Si-OH en 
groupements siloxanes Si-O-Si. L'évolution des groupements chimiques au cours de la 
réticulation est effectué par analyses IR. La Figure A.III-13 souligne la diminution des bandes 
d'absorption des liaisons Si-OH (965 – 875 cm-1) [8] avec la température de réticulation. Un 
réseau plus condensé est donc obtenu à haute température. Le taux de condensation des 
silanes peut être estimé en calculant le rapport des aires associées aux liaisons Si-O-Si (1200 
– 980 cm-1) et aux liaisons Si-OH (965 – 875 cm-1) [8].  
 
Ainsi, la Figure A.III-14 montre que le taux de condensation du silane basique semble 
maximal après réticulation à 100°C, alors que la condensation du silane acide se poursuit 
encore entre 100°C et 200°C. Il faut atteindre 200°C pour avoir des taux de condensation 
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Figure A.III-13 : Spectres IR des silanes acide et basique réticulés  à l'ambiante, à 100°C ou à 200°C 
 
 
Figure A.III-14 : Evolution du taux de condensation des silanes acide et basique avec la température 
 
Tout comme à l’état de sol [12], la cinétique de condensation du silane basique est 















































(a) (b)Silane acide Silane basique


















































Température de réticulation (°C) 
Silane acide 
Silane basique 




III.3. EVOLUTION DES PROPRIETES MECANIQUES 
 
L’AFM permet d’effectuer des mesures de forces à la surface des films. Il est possible de 
mesurer la raideur (ks) des échantillons [13]. Elle correspond à la pente de la courbe de 
l’évolution de la force en fonction du déplacement (Figure A.III-15). Les mesures de raideurs 
sont effectuées sur la courbe d’approche, entre 0 et 50 nm environ de déflection, avec un 
levier de raideur comprise entre 40 et 80 N/m. Les leviers sont systématiquement calibrés en 
raideur avant chaque série de mesures sur un échantillon très rigide.  
 
 
Figure A.III-15 : Courbe de principe de force obtenue par AFM avec une sonde en mode contact 
 
Le Modèle de Hertz décrit par l’Equation A.III-1 est employé pour estimer les modules 
d’Young des films en surface [13, 14].  F correspond à la force maximale appliquée, νS  est le 
























La Figure A.III-16 présente les courbes de forces typiques obtenues avec le Sil-Ac-24. La 
réponse mécanique de l’échantillon diffère selon la zone analysée. Les îlots (zone A) sont 
associés à un fort contraste de phase. Un déphasage intermédiaire est mesuré sur les zones 
























Figure A.III-16: Images AFM en hauteur (a) et en phase (b) du Sil-Ac-24 (échelle selon l’axe Z : 300 nm ; aire 
analysée : 1 µm × 0,5 µm ). (c) : courbes de forces typiques sur les zones A, B et C  
 
Le déphasage est lié à une dissipation locale d'énergie à la surface en raison d’un 
comportement non élastique entre la pointe et l’échantillon [13]. Il peut être attribué aux 
propriétés viscoélastiques du film et/ou à des interactions entre l'extrémité de la sonde et 
les groupements fonctionnels de surface. Lorsque le film est très mince, le substrat 
métallique peut contribuer à la réponse mécanique globale de la surface de l'échantillon. 
Cette hypothèse est confirmée par le calcul des modules (Figure A.III-17) sur les zones A, B 
et C identifiées sur la Figure A.III-16. 
 
Les modules du Sil-Ac-24 sont estimés à 650 MPa sur les zones A ; à 2,5 GPa sur les zones B 
et atteignent 9,6 GPa sur des zones de type C. Les épaisseurs de silane en B ou C sont 
certainement plus faibles qu'en A. La contribution plus importante du substrat métallique 
est alors plus marquée sur la réponse mécanique des zones B ou C. 
 
Il faut souligner que, contrairement au film traité à température ambiante, les films traités à 
100°C et 200°C sont caractérisés par une réponse mécanique homogène de la surface. Ainsi 
l’on passe d’une réponse viscoélastique (avec adhérence) de la surface après réticulation à 












































Figure A.III-17 : Modules d’Young du Sil-Ac-24 en fonction de la zone analysée (A, B ou C) et module d'Young 
du substrat en acier 
 
La Figure A.III-18 présente les courbes de forces typique obtenues avec le Sil-Al-24. Quelle 
que soit la zone analysée, la réponse mécanique de la surface est similaire. 
 
Le calcul du module d’Young du Sil-Al-24 est effectué à partir de 10 mesures de raideurs sur 
différentes zones de la surface. Un module d’Young de 250 ± 25 MPa est estimé à partir de 
l’Equation A.III-1. Cette faible valeur, la linéarité des courbes d'approche jusqu'à des valeurs 
de force élevées ainsi que la reproductibilité de la mesure prouvent que le substrat 
métallique ne contribue pas à la réponse mécanique de la surface du Sil-Al-24. Ce résultat 




Figure A.III-18 : (a) : Images en hauteur du Sil-Al-24 (Aire analysée : 5 µm × 2,5 µm ; échelle selon l’axe Z : 700 













































La Figure A.III-19 compare les courbes de forces du silane basique après réticulation à 
l'ambiante, à 100°C ou à 200°C. Une hystérèse est systématiquement observée entre les 
courbes d’approche et de retrait après réticulation du silane basique à température 
ambiante ou à 100°C. Ce comportement est caractéristique d’une dissipation d’énergie par 
des effets plastiques, adhésifs ou visqueux. La linéarité des courbes d’approche ainsi que la 
plus grande pente des courbes de retrait suggèrent qu’il s’agit plutôt d’effets visqueux ou 
adhérents que d’effets plastiques. Une plus grande dissipation est observée à température 
ambiante. Ces résultats sont cohérents avec les analyses IRTF et vont dans le sens d'un silane 
faiblement condensé à température ambiante, et dont le taux de condensation augmente 
avec la température. Après traitement à température ambiante, les groupements silanols 
(Si-OH) pourraient contribuer fortement à la réponse adhésive et aux phénomènes 
adhérents avec la pointe. En effet, dans une étude sur la mesure de l'adhésion de protéines 
sur des monocouches auto-assemblées, c'est sur des composés terminés par des -OH que les 
forces d'adhésion des protéines sont les plus fortes [16]. Après réticulation à 200°C, le 
réseau est très condensé, d’où le comportement purement élastique, sans effets adhésifs.  
 
 
Figure A.III-19 : Courbes de forces typiques obtenues par AFM sur les surfaces du silane basique réticulés à 
l’ambiante, à  100°C ou à 200°C 
 
La Figure A.III-20 présente les évolutions des modules des silanes acide et basique avec la 
température de réticulation. Les modules des films sont estimés à partir de l'Equation A.III-
1. Le module du Sil-Ac-24 est issu de mesures sur des zones de type A (cf. Figure A.III-16). Ce 
module apparent est certainement plus élevé que le module réel de la couche de Sil-Ac-24, 
compte tenu de la contribution significative du substrat métallique à la réponse mécanique 


























Les modules des silanes augmentent avec la température. Le module du silane acide passe 
de 650 MPa à l'ambiante à 1,2 GPa à 100°C et atteint 2,6 GPa après réticulation à 200°C. Le 
module du silane basique augmente de 250 MPa (à l'ambiante) à 1,2 GPa (à 100°C) et atteint 
5,2 GPa après réticulation à 200°C. Cette valeur de 5,2 GPa est du même ordre de grandeur 
que celle estimée par Bouchet et al. [17] pour des films de γ-APS appliqués sur des substrats 
en acier.   
 
L'augmentation des modules avec la température de réticulation confirme que le réseau se 
condense de plus en plus. Il est par contre difficile de comparer les valeurs de modules entre 
le silane acide et le silane basique en raison de  la contribution de l’acier à la valeur 
apparente du module estimé pour le silane acide. 
 
 
Figure A.III-20 : Effet de la température de réticulation sur les modules apparents des silanes acide et 
basique 
 
Alors que les résultats d’analyse par IRTF ne permettaient pas de distinguer les taux de 
condensation du silane basique réticulé à 100°C ou 200°C (cf. Figure A.III-14), la sensibilité 
de l'AFM, permet de déceler que la condensation du silane basique se poursuit encore entre 
100 °C et 200°C. En effet, une augmentation du module de surface est mesurée (cf. Figure 
A.III-20). 
 
Après les mesures de forces, l’empreinte de la pointe est généralement observée sur les 
couches de silanes étudiées (Figure A.III-21). La taille de l’empreinte du silane basique 
diminue avec la température de réticulation. Cette diminution pourrait être aussi expliquée 
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du silane acide est observée entre 100 et 200°C. A l’ambiante, compte tenu de la 
contribution du substrat métallique à la réponse mécanique du film de silane acide, une 
évolution linéaire ne peut être observée. 
 
 
Figure A.III-21 : (a) : Images de la pointe AFM; Images en hauteur obtenues quelques minutes après les 
mesures de force sur les surfaces des silanes acide et basique réticulés à l'ambiante (b, e), à 100°C (c, f) et à 
200°C (d, g) 
 
La Figure A.III-22 montre un exemple de profils d'empreinte laissée par la pointe sur la 
surface du Sil-Al-24. La Figure A.III-23 compare les profondeurs d'indentation des silanes 
acide et basique réticulés à l'ambiante, à 100°C et à 200°C.  La profondeur d’indentation du 
silane basique diminue avec la température de réticulation. De même, plus le silane basique 
aura été préalablement réticulé à haute température, moins la pointe de l'AFM sera à même 
de pénétrer la surface du silane et de déplacer la matière environnante. Ces résultats sont 
aussi cohérents avec une condensation plus poussée du réseau à haute température. Une 
quantité significative de silanols est encore présente après réticulation du silane à l'ambiante 
(cf. Figure A.III-13). Ces groupements contribuent fortement aux phénomènes adhérents 
avec la pointe, entrainant une plus grande déformation sur la surface du film [16]. 
 
La profondeur d'indentation mesurée sur la surface du Sil-Ac-24 est incohérente avec 
l'hypothèse d'un réseau plus condensé avec la température. Cette incohérence est liée à la 
très faible épaisseur du dépôt de Sil-Ac-24.  Comme nous l'avons démontré précédemment 
(cf. Figure A.III-17), le substrat métallique contribue à la réponse globale de la surface du Sil-
Ac-24. Une profondeur d’indentation plus faible est alors mesurée. 
 
Nous avons montré que les épaisseurs des films de silane diminuent avec la température et 
que le degré de condensation des réseaux de silane acide et basique augmente avec la 

























Figure A.III-22 : Profils d’empreinte du Sil-Al-24 après les mesures de force 
 
 
Figure A.III-23 : Evolution des profondeurs d’indentation des silanes acide et basique en fonction de la 
température réticulation 
 
Il est désormais nécessaire de comprendre la chimie des silanes et de l'interface 
(interphase) silane/époxy. La température a-t-elle un effet autre qu’un effet accélérateur 
des réactions de condensation du silane? Quel est l'impact de l'acide faible (acide 
formique) utilisé pour obtenir la solution de silane acide ? Est-ce que l'aminosilane joue 
































Température de réticulation (°C)




IV. CHIMIE DES SILANES ET REACTIVITE SILANE/EPOXY 
 
IV.1. EVOLUTION DES GROUPEMENTS ET DES FORMES CHIMIQUES  
 
IV.1.1. IDENTIFICATION DES GROUPEMENTS CHIMIQUES PAR ANALYSES IRTF 
 
Les aminosilanes acide et basique sont déposés sur des substrats polis-miroir puis réticulés à 
l’ambiante, à 100°C et à 200°C. Ils sont ensuite caractérisés par microscopie  infrarouge à 
transformée de Fourier. Les conditions opératoires sont décrites en Annexe IV. 
 
La Figure A.III-24 montre l’effet de la température sur les groupements chimiques du silane 
basique. Les liaisons Si-O-Si et Si-OH sont respectivement identifiées autour de 1100 cm-1 et 
de 920 cm-1 [8]. A haute température, les bandes des liaisons Si-O-Si se décalent vers des 
nombres d’ondes plus grands. On passe de 1090 cm-1 après réticulation à température 
ambiante, à 1105 cm-1 et 1115 cm-1 après réticulation à 100°C et 200°C. Ce décalage est 
caractéristique d’un réseau plus condensé à haute température [8]. Après réticulation du 
silane basique à température ambiante, des bandes d’absorption sont identifiées dans la 
région 1300-1650 cm-1. Elles proviennent de l’adsorption du dioxyde de carbone (CO2) sur la 
surface du dépôt. Des sels de carbonate sont alors formés à savoir : le carbonate 
monodentate (1325 cm-1), le bicarbonate monodentate (1482 cm-1), le carbonate bidentate 
(1555 cm-1) et le bicarbonate bidentate (1636 cm-1) [8, 18]. L’intensité de ces bandes 
d’absorption diminue fortement après réticulation du silane basique à 100°C ou 200°C. Sous 
l’effet de la chaleur,  le CO2 s’évapore et l’amine du γ-APS retrouve sa forme libre -NH2. Une 
bande caractéristique de l’élongation du groupement -NH2 (1600 cm
-1) est identifiée sur le 
spectre infrarouge du silane basique réticulé à 100°C ou à 200°C.  
 
L’apparition d’une bande à 1655 cm−1 est observée sur le spectre du silane basique réticulé à 
100°C et de façon plus évidente après réticulation à 200°C. Cette bande est généralement 
attribuée à l’oxydation de l’amine en imine [8]. L’absorption dans cette région peut 
également être due à l’élongation d’un carbonyle d’amide primaire. Pour distinguer s’il s’agit 
de fonctions imines ou  amides, des films de silane ont été sévèrement oxydés durant 5 
heures à 200°C, puis introduits dans un dessiccateur où Ils sont exposés à un environnement 
très humide durant trois jours (HR>99%, température : 20°C). Dans ces conditions, les 
groupements imines sont censés s’hydrolyser (Schéma A.III-1) tandis que les groupements 
amides sont stables [7, 19]. La Figure A.III-25 présente les spectres IR du silane acide avant 
et après exposition à l'environnement très humide. L’intensité de la bande à 1655 cm-1 n’est 
pas modifiée. Nous pouvons en déduire que les groupements amines sont oxydés en 
groupement amides et non en imines. Ce résultat sera confirmé par les analyses XPS. 
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Figure A.III-24 : Spectres infrarouges du silane basique appliqué sur un substrat poli miroir et réticulé à 












Schéma A.III-1 : Formation et hydrolyse d'imine dans les films d’aminosilane 
 
 
Figure A.III-25 : Spectres IR du silane acide réticulé durant 5h à 200°C avant (a) et après (b) exposition à un 
































































Figure A.III-26 : Spectres infrarouges de l'aminosilane acide déposé sur un substrat poli-miroir et réticulé à 
température ambiante, 100°C et 200°C 
 
Après réticulation du silane acide à température ambiante ou à 100°C, les bandes 
d’absorption associées aux sels de carbonates sont faibles. La région de 1400 à 1650 cm-1 est 
dominée par une bande à 1590 cm-1 caractéristique des modes de déformations 
asymétriques du groupement NH3
+ du formiate d’ammonium HCOO-, NH3
+. La formation de 
ce sel n'est pas surprenante car les analyses RMN soulignaient que la solution de silane acide 
avait été acidifiée par l’acide formique. De plus, les réactions entre les groupements amines 
de l’aminosilane et l’acide formique limitent fortement l'adsorption du CO2 de l'air à la 
surface du dépôt.  
 
Par ailleurs, il existe un recouvrement entre les bandes d'absorption de l’acide formique aux 
alentours de 1150 cm-1 et celles des liaisons Si-O-Si. Une large bande est alors identifiée à 
1130 cm-1 après réticulation du silane acide à température ambiante. L'évaporation de 
l'acide formique, dont la température d'ébullition est d’environ 101°C, explique le décalage 
des liaisons Si-O-Si vers de plus petits nombres d'onde (1080 cm-1) après réticulation du 
silane acide à 100°C. Une fois l'acide formique évaporé, l'évolution classique des liaisons Si-
O-Si vers des nombres d'ondes plus élevés est retrouvée. Celles-ci se décalent en effet vers 











Formation de sel : HCOO-NH3+
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Avec le silane acide, les fonctions amides peuvent se former par oxydation des groupements 
aminopropyles et par déshydratation thermique du sel d’ammonium  (Schéma A.III-2).   
 
 
Schéma A.III-2 : Réactions du formiate d'ammonium à température élevée et sous air 
 
Les analyses infrarouges montrent que la condensation des silanes augmente avec la 
température de réticulation. Après réticulation à l'ambiante, la formation classique des 
sels de carbonate est mise en évidence avec le silane basique. Par contre, avec le silane 
acide, un sel de formiate d'ammonium est formé, à cause de la présence d'acide formique 
dans le précurseur. La formation de ces sels réduit fortement la disponibilité des 
groupement amine (-NH2), en vue de la formation ultérieure de liaisons chimiques avec les 
groupements oxirannes des FBE. Sous l'effet de la chaleur, les différents sels se 
décomposent à plus ou moins haute température, et l'amine du γ-APS retrouve sa forme 
libre -NH2. Néanmoins, une proportion de groupements amines est oxydée en groupements 
amides, notamment après réticulation à 200°C, limitant ainsi la proportion de 
groupements amines susceptibles de créer des liaisons covalentes avec le FBE. 
 
IV.1.2. IDENTIFICATION DES FORMES CHIMIQUES PAR ANALYSES XPS 
 
Des analyses XPS ont été effectuées sur la surface des silanes acide et basique déposés sur 
des substrats polis-miroir activés puis réticulés à température ambiante ou à 200°C. La 
composition élémentaire et les formes chimiques en surface ont été déterminées. Un profil 
de composition élémentaire a également été réalisé sur le Sil-Ac-200. Les conditions 
opératoires sont décrites en Annexe XIII.  
 
Les spectres en haute résolution réalisés en détection normale (profondeur d’analyse ˂ 10 
nm) ont montré que les seuls éléments présents sur les surfaces étaient le carbone, 
l’oxygène, l’azote et le silicium. Aucune trace de contaminants inorganiques, ni de fer n'a été 
détectée. Nous pouvons alors en déduire que l’épaisseur de tous les films analysés était 
supérieure à 10 nm. Par conséquent, les interactions potentielles entre les groupements        
-NH2 du silane et les groupements hydroxyles -OH du substrat en acier ne peuvent être 
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Les concentrations élémentaires (% atomiques) des échantillons analysés sont présentées 
dans le Tableau A.III-2. Les teneurs en carbone et en oxygène sont plus importantes dans les 
silanes réticulés à 200°C, tandis que les silanes réticulés à température ambiante sont plus 
riches en silicium et en azote. Après traitement thermique le rapport C/N augmente, ce qui 
est caractéristique d’une contamination atmosphérique hydrocarbonée [20, 21]. Après 
chauffage à l’air, les films de silanes sont facilement contaminés par le carbone et l’oxygène. 
L’augmentation du pourcentage atomique de l’oxygène après réticulation à 200°C suggère 
également que les films sont fortement oxydés, ce qui est en accord avec les résultats des 
analyses IR. 
 
Echantillon étudié O N C Si C/N 
Sil-Ac-24 24,3 6,9 56,8 12,0 8,2 
Sil-Al-24 23,6 8,8 57,9 9,7 6,6 
Sil-Ac-200 33,2 3,0 60,0 3,8 20,0 
Sil-Al-200 33,0 3,8 59,2 4,0 15,6 
Tableau A.III-2 : Composition élémentaire (% atomique) déterminée par XPS 
 
La Figure A.III-27 présente le profil en basse résolution énergétique réalisé sur le Sil-Ac-200. 
La forte diminution de la concentration atomique du carbone confirme la présence d’une 
contamination hydrocarbonée. Durant l'abrasion progressive du film de silane en surface, les 
évolutions des concentrations atomiques du silicium (courbe rose) et de l’azote (courbe 
verte) sont similaires, ce qui suggère que ces deux éléments sont exempts de contamination 
hydrocarbonée. Il est donc préférable d’étudier la structure du silane à partir du spectre 
haute résolution de l’azote plutôt qu’à partir des spectres du carbone ou de l’oxygène.  
 
 
Figure A.III-27 : Evolution de concentration atomique des différents éléments chimiques du silane acide 










































































Ce profil montre la présence d'aminosilane jusqu’à environ 8 minutes d’abrasion. L'épaisseur 
de Sil-Ac-200 peut être estimée à 21 nm, sur la base d’une vitesse d’abrasion de 2,6 nm/min 
(déterminée sur un film standard de SiO2). Néanmoins, des traces de silicium et d’azote sont 
détectées jusqu’à 13 minutes d’abrasion, profondeur où le fer et l’oxygène sont les éléments 
majoritaires. Cela pourrait s’expliquer par un effet de « mixing » induit par l’abrasion 
ionique. L’épaisseur estimée en XPS est cohérente avec la hauteur des îlots mesurée en AFM 
de quelques dizaines de nanomètres mesurée pour le silane acide. Elle confirme également 
le caractère multicouche des films de silane déposés. 
 
Après 22 minutes d’abrasion, les seuls éléments détectés sont le fer, le carbone et l’oxygène. 
La présence de l’oxygène à hauteur de 4% atomiques jusqu’à 100 minutes d’abrasion est 
probablement due à la présence d’une couche d’oxyde métallique. Cette hypothèse est 
confirmée par la  Figure A.III-28, dans laquelle sont repris les spectres Fe2p en basse 
résolution du Sil-Ac-200. Ces spectres montrent bien la présence d’une couche d’oxydes 
dans l’intégralité de la profondeur analysée, parallèlement à une couche métallique.  
 
 
Figure A.III-28 : Superposition des spectres XPS Fe2p basses résolutions du Sil-Ac-200 
 
La Figure A.III-29 compare les spectres haute résolution de l’azote (N1S). Les spectres sont 
référencés par rapport au signal C 1s à 285 eV (énergie de liaison caractéristique des liaisons 
C-C et C-H). La décomposition du signal N1S montre que sur toutes les surfaces analysées, 
l'azote est toujours présent sous trois formes chimiques avec trois pics centrés 
respectivement à  399,1 eV, 400,3 eV and 401,5 eV. Le pic à 399,1 eV correspond à l’azote 
d’un groupement amine libre. Le pic à 401,5 eV est attribuée aux formes -NH3
+ ou à un 
groupement amino lié par liaisons hydrogène [21, 22]. Enfin le pic à 399,1 eV est attribué à 
la forme amide N-C=O.  
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La forme amine est majoritaire sur les silanes réticulés à l'ambiante, tandis que la forme 
amide est majoritaire sur les silanes réticulés à 200°C. Ceci est cohérent avec l'oxydation des 
groupements amines en groupements amides mise en évidence par les analyses infrarouges. 
L'analyse XPS permet de déceler que l'oxydation a lieu en faible proportion à température 
ambiante. Cette oxydation est plus  sévère à haute température. Aucun signal n’est associé à 
la forme imine (à 399 eV, [23]). Cela confirme que, dans notre cas, l’oxydation du carbone 
adjacent au groupement amine du γ-APS conduit à la formation d’amide et non pas d’imine.  
 
 
Figure A.III-29 : Spectres haute résolution N1S des silanes acide et basique réticulés à l'ambiante ou à 200°C 
Le Tableau A.III-3 compare les compositions relatives de deux formes chimiques de l'azote. Il 
s'avère que le rapport NH2/NH3
+ du Sil-Al-24 est environ 4 fois plus élevé que celui du Sil-Ac-
24. Ce résultat est cohérent avec les analyses infrarouges. En effet la concentration 
atomique de la forme -NH3
+ serait plus importante dans la couche de silane acide, du fait de 
la formation du sel d’ammonium, -NH3
+, HCOO- (cf. Figure A.III-26). Ces rapports deviennent 
équivalents après réticulation du silane à 200°C. L’évaporation de l’acide formique présent 
dans le silane acide autour de 100°C entraîne la disparition de ce sel (cf. Schéma A.III-2).  
 
Nous pouvons noter que le pourcentage atomique des formes -NH2 du Sil-Al-200 est 
supérieur à celui du Sil-Ac-200. Autrement dit, la densité de groupements amines 









































































N1S : Sil-Ac-24 N1S : Sil-Ac-200
N1S : Sil-Al-24 N1S : Sil-Al-200




ce qui pourrait expliquer les meilleures performances des assemblages mis en œuvre avec le 
silane basique.  
 
Echantillon étudié Sil-Ac-24 Sil-Al-24 Sil-Ac-200 Sil-Al-200 
NH2 5,2 7,5 0,2 0,4 
NH3
+ 0,9 0,3 0,4 0,7 
NH2/NH3
+ 5,8 25 0,5 0,6 
Tableau A.III-3 : Pourcentages atomiques de deux  formes chimiques de l’azote 
 
La Figure A.III-30 compare les spectres haute résolution du carbone (C1S). La décomposition 
du signal  C1S du carbone révèle quatre types de liaisons. Les pics des liaisons C-Si-O, C-C et  
C-N sont respectivement identifiés à 284,4 eV, 285,0 eV et 286,3 eV. La contamination 
hydrocarbonée (C-OR) peut également contribuer en partie au signal à 286,3 eV. Enfin, le pic 
à 287,9 eV est attribué aux liaisons N-C=O (ou C=O). La proportion d'amide détectée en 
surface augmente fortement sur les silanes réticulés à 200°C en comparaison aux silanes 
réticulés à l'ambiante. Ceci est cohérent avec une oxydation plus sévère de l'amine en amide 
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La Figure A.III-31 compare les spectres hautes résolutions de l'oxygène (O1S). Deux formes 
chimiques sont identifiées à savoir les liaisons Si-O-Si/O-Si-C ou O-C (532,2 eV) ainsi que les 
liaisons O=C (531,0 eV) [21, 25]. Comme nous pouvions nous y attendre, la forme amide est 
minoritaire sur les surfaces des silanes réticulés à l'ambiante, puis elle devient majoritaire 
sur les silanes réticulés à 200°C. 
 
 
Figure A.III-31 : Spectres haute résolution O1S des silanes acide et basique réticulés à l'ambiante ou à 200°C 
 
Le profil réalisé sur la surface du Sil-Ac-200 a montré que son épaisseur était de 21 nm 
environ, ce qui confirme le caractère multicouches des films de silane. Les analyses XPS 
confirment aussi que, sous l'effet de la chaleur, les groupements amines du silane sont 
sévèrement oxydés en groupements amides, et non en groupements imines. Alors que les 
analyses IRTF ne permettaient pas d'identifier les bandes caractéristiques des groupements 
amides après réticulation des silane à l'ambiante, la sensibilité de l'XPS permet de déceler 
qu'une faible proportion de groupements amines est oxydée en groupements amides après 
réticulation des silanes à température ambiante. 
 
IV.1.3. CINETIQUE D'OXYDATION DES GROUPEMENTS AMINES DU SILANE 
 
Nous nous sommes attachés à déterminer la cinétique de conversion des groupements 












































































appliqué sur substrat poli-miroir puis réticulé dans une étuve à 220°C, température à 
laquelle les éprouvettes de simple recouvrement ont été mises en œuvre. 
 
La Figure A.III-32 montre que la cinétique de conversion des groupements amines (-NH2) en 
groupements amides est du premier ordre. En effet, une dépendance linéaire est trouvée 
entre le logarithme népérien du taux de groupements amines, ln[-NH2], et la durée 
d'oxydation. Un plateau est atteint après 2 heures d'oxydation à 220°C, où toutes les 
fonctions amines sont oxydées en fonction amides. 
 
 
Figure A.III-32 : Evolution de la conversion des amines en amides  en fonction de la durée d'oxydation à 
220°C. L'évolution des spectres IR ainsi que la cinétique d'ordre 1 de conversion des amines en amides sont 
insérés dans le graphe 
 
Les conditions de pré-réticulation des silanes utilisés pour la mise en œuvre des joints de 
simple recouvrement conduisent à une conversion d'environ 20% des amines en amides. 
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IV.2. ETUDE DE LA REACTIVITE ENTRE LE SILANE ET LE PRIMAIRE EPOXY 
 
L’utilisation d’aminosilane comme agent de couplage dans un assemblage métal-époxy est 
basée sur la réaction entre les groupements amines du silane et les groupements oxiranne 
de l’époxy (Schéma A.III-3). Il s’agit de déterminer si ces réactions de couplage sont 
effectives ou non avec les silanes utilisés. 
 
 
Schéma A.III-3 : Représentation schématique  de la  réaction entre l'amine de l'APS et le groupement 
oxiranne d'un primaire époxy 
 
Tous les primaires époxy étant formulés avec un pré-polymère DGEBA, une DGEBA pure est 
employée pour cette étude. Nous nous affranchissons ainsi des effets des charges, pour se 
focaliser uniquement sur la réactivité de l'époxy dans l'interphase du silane. Le protocole 
expérimental mis au point est présenté sur la Figure A.III-33.  
 
Une couche de DGEBA de quelques millimètres d'épaisseur est déposée sur les films de 
silane acide ou basique réticulés à température ambiante, à 100°C ou à 200°C. L’assemblage 
est ensuite réticulé durant 2h30 à 130°C. Cette température de réticulation est choisie de 
manière à limiter les réactions d'auto-condensation de l'époxy et de caractériser 
uniquement les interactions entre le silane et la DGEBA. Les échantillons sont ensuite rincés 
durant 15 minutes sous forte agitation dans la MEK (méthyle éthyle cétone), de manière à 
éliminer la DGEBA n'ayant pas réagi avec le silane. Au préalable, nous nous sommes assurés 
que même sous forte agitation, la MEK était un non solvant des films de silanes. Ceci est une 
preuve indirecte de la création de liaisons fortes entre le substrat métallique et les silanes. 











































Figure A.III-33 : Protocole expérimental de détermination de la réactivé APS/DGEBA 
 
La Figure A.III-34 superpose deux spectres IR du silane acide. Le spectre (a) correspond au 
Sil-Ac-100, tandis que le spectre (b) est celui de ce même silane suite à sa mise en contact 
avec la DGEBA et réticulation à 130°C. Un décalage des liaisons Si-O-Si de 1103 à 1109 cm-1 
est observé, ainsi qu'une diminution de l'intensité des liaisons Si-OH autour de 932 cm-1. Ces 
deux observations soulignent que la condensation de l'interphase du silane acide se poursuit 
lors du cycle de chauffe en présence de la DGEBA. L'oxydation du groupement aminopropyle 
en amide est observée selon le mécanisme proposé sur le Schéma A.III-2. Sous l'effet de la 
chaleur et de l'oxygène, le sel de formiate d'ammonium (1588 cm-1) est oxydé en amides 
(bande amide I à 1658 cm-1). 
 
Lorsque des liaisons covalentes se créent entre l'agent de couplage et l'époxy, une bande 
caractéristique des groupements phényles autour de 1510 cm-1 est attendue [26].  L’absence 
de cette bande sur la Figure A.III-34 suggère que ces liaisons covalentes ne se sont pas 
formées à l'interface Sil-Ac-100/DGEBA. Les mêmes observations sont effectuées avec des 
films de silanes acide réticulés à température ambiante et à 200°C. La déshydratation du sel 
de formiate d’ammonium et l’oxydation des groupements aminopropyl (cf. Schéma A.III-2) 
sont sans doute en compétition avec la réaction amine-oxiranne entre le silane et la DGEBA 
(cf. Schéma A.III-3) . 
 
La Figure A.III-35 présente les spectres des silanes basiques réticulés à 100°C et à 200°C, puis 
mis en présence de la DGEBA durant 2h à 130°C. L’apparition des bandes des aromatiques à 
1509 cm-1 est clairement mise en évidence. Une quantité significative de DGEBA reste donc 
greffée dans l’interphase siloxane, du silane basique, même après rinçage à la MEK. 
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Figure A.III-34 : Spectre IR du silane acide réticulé à 100°C, avant (a) et après (b) mise en contact et 
réticulation avec la DGEBA 
 
 
Figure A.III-35 : Spectres IR du silane basique après mise en contact avec la DGEBA (a) Pré-réticulation du 
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Les analyses XPS et IRTF ont mis en évidence que les groupements amines des silanes acide 
et basique s'oxydaient progressivement avec la température. La Figure A.III-36 compare les 
taux d'amides détectés par sur les surfaces des Sil-Al-200 et Sil-Ac-200, avant et après mise 
en contact avec la DGEBA. Comme nous pouvions nous y attendre, la conversion des amines 
en amides se poursuit lors du second cycle de réticulation de l'assemblage en présence de la 
DGEBA. De plus, les taux d'amides présents sur les surfaces des silanes acides sont 
supérieurs à ceux des silanes basiques.  
 
Ainsi, comme le suggéraient les analyses XPS, la densité de fonctions amines pouvant 
potentiellement réagir avec l'époxy est plus faible sur les surfaces recouvertes de silane 




Figure A.III-36 : Taux de groupements amides détectés par microscopie IR sur les surfaces Sil-Al-200 et Sil-Ac-
200 avant et après mise en contact avec la DGEBA et réticulation de l'assemblage durant 2h à 130°C 
 
La Figure A.III-37 présente l'évolution des proportions de DGEBA greffé et d'amides en 
fonction de l'épaisseur relative des films de silane basique réticulés à 100°C ou à 200°C. Plus 
l'épaisseur de silane augmente, plus la concentration apparente en DGEBA greffé diminue, 
alors que la concentration apparente en amides est quasiment constante. Une limite 
interdiffusionnelle de la DGEBA dans le silane est ainsi mise en évidence. Il existe donc une 
épaisseur critique de silane, au-dessus de laquelle les interactions silane/époxy sont 







































quasiment indépendants de l'épaisseur du film de silane. La diffusion de l'oxygène dans le 




Figure A.III-37 : Evolution de la proportion de DGEBA greffé dans l'interphase siloxane ainsi que de la 
proportion d'amides détectée en surface en fonction de l'épaisseur relative des films de silane basique 
réticulés à 100°C et à 200°C; l'hétérogénéité intrinsèque du film de silane permet d'effectuer des analyses sur 
des zones relativement plus ou moins épaisse, d'où la notion d'unité arbitraire (UA) en abscisse 
 
Lors de la mise en contact du silane avec l'époxy, l'oxydation des groupements amines du 
silane en groupements amides se poursuit et cette oxydation est d'autant plus sévère sur 
les films de silane acide. Une différence majeure apparaît entre les silanes acide et 
basique. Le silane basique joue effectivement son rôle de « pont covalent » entre le 
substrat métallique et l'époxy, à condition que la durée de mise en contact à des 
températures élevées soit courte, de manière à limiter l'oxydation des amines en amides. 
Le silane acide, quant à lui, est certes greffé sur le métal, cependant sa réactivité vis à vis 
de l'époxy est fortement limitée. Les analyses infrarouges révèlent également une limite 
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V. CONCLUSION : IDENTIFICATION DES FACTEURS DETERMINANT 
POUR L'ADHERENCE ET LA DURABILITE DES ASSEMBLAGES 
ACIER/SILANE/FBE 
 
Les hautes températures auxquelles sont mises en œuvre les revêtements tricouches des 
pipelines semblaient a priori être le facteur le plus critique vis à vis de l'efficacité des 
aminosilanes, car ces agents de couplages sont sensibles à la chaleur. En effet, à haute 
température, les groupements organo-fonctionnels amines sont oxydés en groupements 
non réactifs vis à vis des primaires époxy. Pourtant, notre étude a montré qu'une pré-
réticulation des silanes à 200°C conduit aux meilleures adhérences sèches et humides.  
 
L'étude fine des propriétés de surface des silanes a mis en évidence la nano-rugosité de ces 
films. Cette nano-rugosité était d'autant plus importante que le silane était réticulé à haute 
température. La rugosité supérieure des silanes réticulés à 200°C serait alors favorable à un 
meilleur ancrage mécanique du primaire époxy dans le silane. C'est un premier paramètre 
clé qui permet de mieux comprendre l'effet de la température de réticulation du silane sur 
les performances adhésives ultérieures des assemblages. D'autre part, les faibles adhérences 
mesurées avec le silane acide à température ambiante peuvent être expliquées par la 
formation du sel de formiate d'ammonium. Les meilleures adhérences mesurées avec des 
silanes réticulés à plus haute température suggèrent qu'il serait préférable, que la 
décomposition de ce sel ait lieu avant la mise en contact du silane acide avec le primaire 
époxy. En effet, lors de la mise en œuvre du primaire époxy à 220°C, la libération de ces 
espèces à l'interface silane/époxy pourrait créer des chemins de diffusion préférentiels pour 
l'eau. 
 
L’adhérence des assemblages, dont les substrats sont traités par le silane basique est 
supérieure à celle du silane acide. Ce résultat ne semble ni cohérent avec la bibliographie, ni 
avec les nano-rugosités des films de silane. Le pH du bain de silane qui pilote l'orientation de 
l'aminosilane en surface, n'apparaît pas comme un facteur déterminant pour la durabilité 
des assemblages. Nous attribuons les meilleures performances du silane basique à la 
formation de liaisons covalentes entre le silane basique et le primaire époxy. Le silane 
basique joue pleinement son rôle de « pont covalent » entre le substrat métallique et 
l'époxy. Nous avons certes mis en évidence qu'à haute température une oxydation des 
amines du silane basique en amides avait lieu. Cependant, l'étude de la cinétique de 
conversion des groupements amines en groupements amides nous a permis de constater 
que, si la durée de mise en contact du silane avec le primaire époxy était courte (ce qui est le 
cas dans le procédé industriel actuel de mise en œuvre des revêtements tricouches où elle 
est inférieure à une minute), des fonctions amines restent disponibles pour réagir avec les 
groupements oxirannes du primaire époxy et renforcer l'interphase silane/époxy. Le silane 
acide, quant à lui, est certes greffé sur le métal, mais sa réactivité vis à vis de l'époxy est 




fortement limitée par l'agent acidifiant (acide formique). Ce dernier réagit avec les fonctions 
amines de l'aminosilane pour former un sel de formiate d'ammonium. Sous l'effet de la 
chaleur, ce sel se déshydrate en groupements amides non réactifs vis à vis de l'époxy.  Dans 
le cas du traitement par le silane basique, la formation de liaisons covalentes entre le silane 
et le primaire époxy est bien apparue comme un facteur prépondérant par rapport à la 
nano-rugosité des films de silanes, en vue de l'amélioration de la durabilité des assemblages 
acier/silane/époxy. 
 
Cependant, le traitement de l’acier avec le  silane acide réticulé à 200°C induit une 
augmentation significative de la durabilité des assemblages acier/FBE. Par conséquent, la 
formation de liaisons covalentes à l'interphase silane/époxy n'est pas indispensable pour 
améliorer la durabilité des assemblages. Ce résultat est à mettre en parallèle avec 
l’observation que des silanes ne possédant pas de groupements organo-fonctionnels 
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I. INTRODUCTION GENERALE A LA PROBLEMATIQUE DES 
CONTRAINTES INTERNES DANS LES REVETEMENTS TRICOUCHES 
DES PIPELINES 
 
Nous avons mis en évidence que la perte d'adhérence des assemblages simplifiés primaires 
époxy sur substrats rugueux n'est pas totale (cf. Partie A, Chapitre II, Figure A.II-20). Legghe 
[1] a également montré que la rugosité du substrat en acier permettait de maintenir des 
adhérences résiduelles non nulles en environnement humide. Pourtant, certains  retours 
d’expérience d’opérateurs de canalisations revêtues enterrées ont mis en évidence, sur les 
systèmes tricouches, des cas de décollement prématuré total du revêtement tricouches sur 
certaines sections de tubes, le plus souvent en extrémité de tubes, mais parfois en plein 
corps de tube également. L’origine de ces décollements a, dans nombre de cas, été reliée à 
des non-conformités de fabrication (telles qu’une préparation de surface inadéquate, le 
choix d’un époxy dont la température de transition vitreuse était inadaptée aux conditions 
de température de service), dans d’autres cas aucune origine précise n’a pu être identifiée. 
La présence de contraintes internes au sein de l'assemblage à l’issue de sa fabrication a été 
invoquée comme une des causes possibles pour certaines de ces observations. En effet, 
l'accumulation de contraintes internes dans les revêtements, en particulier lorsqu’ils sont 
appliqués en fortes épaisseurs ou impliqués dans des systèmes multicouches est un 
phénomène connu [2-6]. 
 
La Figure B.I-1 rappelle les étapes de mise en œuvre des revêtements tricouches des 
pipelines. Le primaire époxy (FBE) est appliqué sur le substrat en acier préchauffé entre 
180°C et 240°C. L'adhésif et le topcoat en polyéthylène sont extrudés successivement sur le 
primaire époxy chaud, puis l'assemblage est refroidi par des jets d’eau à température 
ambiante ( 20°C).  
 
 














Lorsque les éléments d’un assemblage ont des coefficients de dilatation thermique 
différents, comme c’est le cas entre le polyéthylène (PE = 175.10
-6 K-1), le primaire époxy 
(epoxy = 24.10
-6 K-1) et l’acier (acier = 12.10
-6 K-1), le refroidissement depuis les hautes 
températures jusqu’à l’ambiante va générer des contraintes internes significatives [2, 4, 6, 7, 
8]. Par ailleurs, dans cette gamme de température, le polyéthylène passe d’un état de fluide 
visqueux à un état solide en cristallisant partiellement [9], ce qui est aussi favorable au 
développement de contraintes internes au sein de la couche en polyéthylène.  
 
Plusieurs observations corroborent la présence de contraintes internes dans l'assemblage. A 
l'issue de leur mise en œuvre, un retrait de quelques millimètres est observé aux extrémités 
de tubes mesurant plusieurs mètres de longueur [10]. De plus, après des durées de stockage 
prolongées de tubes revêtus, en atmosphère extérieure, sans protection des cut-backs aux 
extrémités des tubes, il a été observé parfois des décollements spontanés du revêtement 
dans l’adhésif PE ou à l’interface acier/époxy, aux extrémités des tubes. Par ailleurs, des 
décollements relativement étendus, y compris en plein corps de tubes,  de revêtements 
tricouches à l’interface FBE/acier ont parfois été découverts sur des tubes de canalisations 
en service depuis quelques années seulement, alors que la durée de vie minimale escomptée 
pour des pipelines enterrés dans les sols est de cinquante ans [11]. Pour la plupart des cas 
révélés dans la littérature les températures de service des ouvrages concernés étaient 
élevées et les investigations ont montré que les matériaux constitutifs des systèmes de 
revêtement (primaire époxy et ou topcoat) n’étaient pas adaptées aux conditions de service. 
Quelques cas sporadiques de décollement ont cependant été découverts par certains 
opérateurs de canalisations de transport de produits pétroliers sur des sections de tubes 
n’opérant pas à température élevée. Ces revêtements ne présentaient pas de défauts 
débouchant mettant l’acier à nu et la surface du tube en acier n'était pas corrodée. La 
présence de variations incontrôlées des paramètres du processus de fabrication, influant sur 
la résistance intrinsèque du joint adhésif à la dégradation par l’eau, a été soupçonnée mais 
non formellement démontrée. Dans ce contexte il est apparu pertinent d’étudier 
précisément le niveau des contraintes internes engendrées dans les revêtement tricouches 
lors de leur mise en œuvre, afin d’examiner le rôle possible de celles-ci sur la durée de vie de 
ces structures.  
 
Ce chapitre rappellera  les origines du développement des contraintes internes, suivi des 
corrélations avec les phénomènes de perte d'adhérence ou de décollement. Ensuite, les 
différentes méthodes expérimentales et analytiques les plus couramment utilisées pour 
déterminer expérimentalement ou calculer les contraintes internes seront décrites. Les 
méthodes numériques apparaîtront comme un des outils les plus appropriés pour quantifier 
les contraintes résiduelles dans ces assemblages. Enfin, les modèles numériques développés 
dans le code ABAQUSTM seront détaillés. Les lois de comportement des matériaux, le 
maillage, les données d'entrées ainsi que leurs déterminations expérimentales seront 
précisés en fin de partie.  




II. RAPPELS BIBLIOGRAPHIQUES 
 




Un intérêt particulier est porté aujourd'hui à la compréhension des phénomènes liés aux 
contraintes internes. En effet un certain nombre d'observations expérimentales tendent à 
prouver que ces contraintes pourraient être une des causes des endommagements 
prématurés des revêtements [12-14], et il est désormais certain que les contraintes internes 
peuvent avoir un effet favorable ou défavorable sur l'adhérence et la durabilité des 
revêtements.  
 
Une bonne adhérence exige un bon contact entre le substrat et le revêtement, ce qui réduit 
la mobilité intrinsèque du polymère dans la direction longitudinale de l’interface et favorise 
le développement de contraintes dans le revêtement. Les contraintes internes au sein d'un 
assemblage résultent donc bien de l'adhésion du revêtement sur le substrat, mais également 
du gradient de réticulation induit dans le revêtement du fait de la proximité du substrat. 
Wang et Sio [15] ont ainsi observé que, lorsqu'une résine époxy était réticulée sur un 
substrat en aluminium, sa température de transition vitreuse diminuait à cause des 
contraintes résiduelles générées par l'adhérence de l'époxy sur ce substrat. Bouchet et al. 
[16] ont montré que les niveaux de contraintes résiduelles au sein d'un assemblage 
époxy/aluminium étaient fonction de la nature du traitement de surface du substrat en 
aluminium. En faisant varier les proportions de durcisseurs dans une résine époxy, 
Brahatheeswaran et Gupta [17] ont mis en évidence que les contraintes accumulées durant 
le cycle de réticulation dépendaient de la température de transition vitreuse de l'époxy. Ils 
supposent que pour des films supportés, du fait des différences de coefficients de 
contraction thermique entre l'époxy et le métal, des contraintes internes se développent 
principalement durant le refroidissement entre la température de transition vitreuse de 
l'époxy et la température ambiante. Des taux de relaxation de contraintes plus importants 
sont aussi mesurés pour ces assemblages, comparativement à des films libres, 
comparativement à des films libres. 
 
En général, le développement de contraintes internes résulte de la combinaison de plusieurs 
facteurs [2-6, 18]. Comme l'indique la Figure B.I-2, les contraintes internes peuvent être 
classées en deux catégories : les contraintes internes de contraction et les contraintes 
internes d'expansion. Les contraintes de contraction sont la conséquence d'une contraction 
de volume durant la formation du film [20]. L'extraction de constituants solubles dans les 
films peut également générer ces contraintes. Les contraintes d'expansion résultent quant à 




elles de phénomènes de plastification, en particulier par absorption d’eau en fonction de 
l’humidité relative, ou de variations de température [12, 21, 22]. 
 
 
Figure B.I-2 : Contraintes internes dans les revêtements organiques [19] 
 
Dans le cas particulier d’assemblages de structure, la formation de contraintes résiduelles a 
trois origines [23] : premièrement, la nature chimique de la réaction de durcissement, que ce 
soit par évaporation de solvant ou par polymérisation, qui provoque une diminution de 
volume de l'adhésif à l’état durci; ensuite, les propriétés intrinsèques des matériaux et 
notamment les variations dimensionnelles occasionnées par les différences de coefficients 
d’expansion thermiques génèrent des tensions (positives ou négatives) dans l'assemblage; 
enfin, le procédé et les actions mécaniques exercées lors de la mise en œuvre de 
l'assemblage peuvent générer des contraintes additionnelles.  
 
Par ailleurs, au cours du temps (au repos ou en service), l'état des contraintes au sein d'un 
assemblage est en perpétuelle évolution. Dans le cas spécifique des polymères, la structure 
chimique des matériaux est modifiée à cause de leur vieillissement physique [24]. De plus, 
en fonctionnement, les assemblages sont soumis à des environnements variés, où les 
polymères peuvent se dégrader sous l'effet de l'oxygène de l'air, de la lumière, de la 
température, des contraintes mécaniques ou de l'eau [25-29]. Toutes ces évolutions et/ou 
dégradations des matériaux génèrent des réarrangements moléculaires et/ou des ruptures 
de chaînes au sein de l'assemblage, qui impactent les contraintes internes au sein de 
l'assemblage.  
 
Dès lors que l’on admet la présence de contraintes internes dans les assemblages, il est 
essentiel de pouvoir les quantifier. Perera [2] propose de décomposer les contraintes totales 
d'un système (tot) en trois composantes majeures : les contraintes chimiques, ce sont 
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principalement les contraintes volumiques (V), les contraintes thermiques (T) et les 
contraintes hygroscopiques (H) comme le décrit l'Equation B.I-1 : 
 
THV
tot    Equation B.I-1 
 
Les signes reliant les différents termes de cette équation sont choisis de manière arbitraire. 
Un signe positif est plutôt caractéristique d'un revêtement qui tend à se rétracter 
(contraintes de contraction), tandis qu'un signe négatif fait plutôt référence à un revêtement 
qui a tendance à se dilater (contraintes d'expansion). 
 
II.1.2. CONTRAINTES RESIDUELLES D'ORIGINE CHIMIQUE 
 
Les contraintes d’origine chimique se développent au cours de la mise en œuvre du 
revêtement. Deux mécanismes se combinent : d'une part, la construction d'un réseau 
réticulé fait croitre la raideur et donc les contraintes dans le cas d'une situation à 
déformation imposée. D'autre part, l'évolution de la densité, qui contracte la matière. 
D'ailleurs si l'élément de matière est libre de changer de volume, aucune contrainte n'est 
générée, bien que la matière se rigidifie. Elles peuvent être calculées selon l'Equation B.I-2, 
en fonction de E le module d'Young du revêtement, de ν son coefficient de Poisson et de ΔV 














La mise en œuvre des adhésifs structuraux époxy s'effectue en général à haute température. 
Lors de leur durcissement en température, les propriétés mécaniques de l'adhésif évoluent 
considérablement et sont fonction de la température et du degré de réticulation. Rabearison 
et al. [30] ont ainsi proposé un modèle numérique de prédiction de l'évolution des 
propriétés d'une matrice époxy durant sa réticulation. En s'appuyant sur une approche 
élastique, ils montrent que des contraintes radiales significatives de 5-6 MPa sont 
accumulées dans la masse de la matrice époxy à la fin du cycle de réticulation, avant 
refroidissement à l'ambiante. 
 
Il est possible de diminuer les contraintes résiduelles en effectuant une polymérisation 
partielle [31]. Stansbury et al. [32] ont ainsi montré expérimentalement que les contraintes 
volumiques générées augmentaient linéairement avec le niveau de conversion. D'autres 
auteurs comme Vaessen et al. [33], Stolov et al. [34] ou Fancis et al. [35] se sont intéressés 
au développement de contraintes internes au cours de la photo-polymérisation de 
revêtements appliqués en couches minces. Ils montrent aussi que les contraintes les plus 
importantes sont accumulées à des taux de conversions élevés. 
 




II.1.3. CONTRAINTES RESIDUELLES D'ORIGINE THERMIQUE 
 
L'intensité des contraintes résiduelles d'origine thermique (T) peut être estimée selon 
l'équation d’Hoffmann (Equation B.I-3) [36]. αR et αS y représentent respectivement les 
coefficients d'expansion thermique du revêtement et du substrat : 
 














 Equation B.I-3 
 
Dans le cas des adhésifs appliqués en couches minces, des contraintes résiduelles 
apparaissent en général en-dessous de la température de transition vitreuse (Tg), d'où 
l'approximation effectuée dans l’Equation B.I-3. Une représentation schématique de 
l'évolution des contraintes en fonction de la température est proposée sur la Figure B.I-3 
[2].En dessous de la Tg (a), les contraintes thermiques augmentent fortement. Au-dessus de 
la Tg (b), les contraintes thermiques sont faibles et tendent à diminuer.  
 
  
Figure B.I-3 : Représentation schématique de l'évolution des contraintes en fonction de la température [2] 
 
Wang et al. [37] se sont intéressés à l'influence de la température de réticulation sur les 
niveaux de contraintes résiduelles générées dans une résine époxy appliquée sur un substrat 
en aluminium. Aucune contrainte résiduelle n'a été mesurée dans l'assemblage lorsque la 
température de réticulation (90°C) était inférieure à la température de transition vitreuse du 
revêtement (100°C). Par contre, à des températures de réticulation supérieures à la 
température de transition vitreuse du revêtement, les contraintes résiduelles mesurées 
augmentaient linéairement avec la température de réticulation. Pour des températures de 
réticulation de 120°C, 160°C ou 180°C, les contraintes résiduelles mesurées dans 








Ramani et Zhao [18] se sont intéressés à l'évolution des contraintes résiduelles en fonction 
de la vitesse de refroidissement des polymères dans des assemblages acier-
thermoplastiques (PEEK et PEI). Les contraintes générées par une vitesse de refroidissement 
rapide ( 30°C/s) sont comparées à celles induites par des vitesses de refroidissement plus 
faibles (4,5-10°C/min). Ils ont montré que des contraintes résiduelles commençaient à se 
développer à une température de 190°C pour le polymère amorphe PEI dont la Tg est de 
110°C, tandis que pour le polymère semi-cristallin PEEK, dont la Tg est de 143°C, les 
contraintes résiduelles commençaient à être emmagasinées à partir de 255°C. Ils ont aussi 
montré que la cristallinité du PEEK jouait un rôle important dans le développement des 
contraintes internes. En effet, une faible vitesse de refroidissement favorise le 
développement de la cristallinité du polymère. Le refroidissement de l'assemblage 
acier/PEEK à faible vitesse jusqu'à une température de 210°C, suivi d'un refroidissement 
rapide de l'assemblage générait une augmentation de 52% des contraintes résiduelles en 
comparaison à un assemblage ayant été soumis uniquement à une vitesse de 
refroidissement rapide. Par ailleurs, ils ont mis en évidence que la vitesse de refroidissement 
dans la région de la transition vitreuse était un facteur important qui contribuait au 
développement de contraintes internes. En augmentant la vitesse de refroidissement de 
l'assemblage dans le domaine de la température de transition vitreuse du PEEK ou du PEI, 
25% et 15% de contraintes résiduelles supplémentaires étaient respectivement générées 
dans l'assemblage métal/thermoplastique en comparaison à un assemblage ayant été 
soumis uniquement à une faible vitesse de refroidissement. 
 
II.1.4. CONTRAINTES RESIDUELLES D'ORIGINE HYGROSCOPIQUE 
 
Les contraintes hygroscopiques proviennent de l’expansion différentielle du substrat et du 
revêtement en présence d’humidité. Elles peuvent être estimées selon l'Equation B.I-4 [2]. 
HR y représente le taux d'humidité relative, tandis que 
H
R  et 
H
S  sont respectivement les 
























 Equation B.I-4 
 
Par ailleurs, si les variations dimensionnelles du substrat avec l'humidité relative sont 
négligeables et que la prise en eau du revêtement est considérée comme isotrope, les 
contraintes hygroscopiques peuvent être calculées à partir de l'expression approchée de 
l'Equation B.I-4. Dans ce cas, le coefficient de dilation hygroscopique du revêtement peut 
être calculé à partir de l'Equation B.I-5, où Veau représente le volume d'eau absorbé par le 
revêtement au taux d'humidité relative HR et V représente le volume du film. 
 










  Equation B.I-5 
 
En environnement humide, des contraintes de compression se développent dans les 
assemblages. Perera [2] représente de manière arbitraire les contraintes de compression par 
des valeurs négatives (Figure B.I-4 : courbe 1).Au bout d'un certain temps, ces contraintes 
tendent à diminuer (Figure B.I-4 : courbe 2). En considérant les évolutions relatives du 
module élastique, du coefficient d'expansion hygroscopique et du coefficient de Poisson du 
revêtement avec le taux d'humidité relative, les évolutions des contraintes hygroscopiques 
présentées sur la Figure B.I-4 peuvent êtres déduites de l'Equation B.I-5. En effet, la prise en 
eau du revêtement entraîne en général une augmentation de son coefficient d'expansion 
hygroscopique et une diminution de son module d'Young à cause de la plastification induite 
par la présence d'eau. Le coefficient de Poisson du revêtement augmente faiblement avec la 
prise en eau, et cette augmentation est souvent négligeable. Les contraintes hygroscopiques 
vont donc augmenter ou diminuer selon la propriété dominante après une certaine durée 
d'immersion [38]. Aussi, l'augmentation initiale des contraintes compressives 
hygroscopiques est attribuée au fait que durant la période d'immersion considérée, 
l'augmentation du coefficient d'expansion hygroscopique du revêtement est supérieure à la 
diminution de son module (Figure B.I-4 : courbe 1). La diminution des contraintes 
compressives est liée quant à elle à l'effet opposé (Figure B.I-4 : courbe 2). Deux raisons 
principales peuvent être à l'origine de la diminution initiale des contraintes dans 
l'assemblage. D'une part la relaxation des contraintes du revêtement, qui induit une 
diminution des contraintes dans l'assemblage. Cette baisse sera d'autant plus rapide que la 
Tg humide du revêtement sera proche de la température de service. D'autre part, un ou des 
endommagement(s) comme des pertes d'adhérence peuvent aussi engendrer une 
diminution des contraintes dans le système.  
 
Dans le cas spécifique des peintures poudres époxy, dont les formulations contiennent un 
taux conséquent de charges minérales, Legghe [1] a mis en évidence que pour certains 
systèmes tels que les prépolymères époxy (DGEBA) réticulés avec un durcisseur DICY, le 
vieillissement humide pouvait induire des décohésions charges/matrices. Ces décohésions 
pourraient également être favorables au processus de relaxation de contraintes de 
l'assemblage. 
 
Deffarges et Shanahan [39] ont comparé le vieillissement humide d'un adhésif époxy 
massique à celui d'assemblages époxy/acier inoxydables. Ils ont montré que la cinétique de 
diffusion de l'eau dans le joint collé était plus rapide que dans l'adhésif massique. Ils ont 
émis l'hypothèse que ces différences de comportement pouvaient être attribuées au 
développement de contraintes internes additionnelles lors de la mise en œuvre de 
l'assemblage. Durant le cycle de réticulation, le retrait de l'adhésif massique est relativement 
peu contraint. Par contre, dans l'assemblage collé, la proximité du métal contraint dans une 




certaine mesure le retrait de l'époxy dans la région interfaciale. A proximité du métal, le 
coefficient de dilation de l'époxy pourrait être modifié et conduirait à des structures moins 
denses dans l'interphase. Au cours du vieillissement humide, l'infiltration de l'eau dans le 
joint collé s'effectuerait de manière préférentielle et plus rapidement dans les zones 
interfaciales les moins denses.  
 
  
Figure B.I-4 : Représentation schématique de l'évolution des contraintes au cours du temps dans un 
revêtement immergé dans un environnement humide [2] 
 
Trois types de contraintes internes se développent donc principalement lors de la mise en 
œuvre d'un assemblage multicouches : les contraintes chimiques, les contraintes 
thermiques et les contraintes hygroscopiques. Ces contraintes résiduelles peuvent être 
estimées en s'appuyant sur la connaissance des propriétés physiques des matériaux 
constituant l'assemblage, tels que leurs modules d'Young, leurs coefficients de Poisson ou 
leurs coefficients d'expansion. 
 
II.2. CONTRAINTES INTERNES ET PERTE D'ADHERENCE 
 
En négligeant le paramètre « liaisons chimiques », le travail total d'adhésion (WT) associé à la 
séparation de l'adhésif en contact avec le substrat peut être exprimé comme la somme de 
trois composantes (Equation B.I-6) [2]. Wadh est le travail interfacial d'adhésion, c’est-à-dire 
l’énergie effectivement nécessaire à la rupture des liens entre l’adhésif et le substrat, Wp est 
l'énergie dissipative, énergie consommée dans le matériau adhésif, par effets visqueux ou 
plastiques, et We représente l'énergie élastique emmagasinée lors de la déformation de 
l'adhésif. Cette énergie inclut d’une part l’énergie élastique incorporée dans la couche 










d’autre part l’énergie élastique emmagasinée dans l’adhésif lors de la déformation 
survenant lors de l’opération de séparation [40]. Toutes ces caractéristiques sont exprimées 
par unité d'aire délaminée. 
 
ePadhT WWWW   Equation B.I-6 
 
L'Equation B.I-6 montre que le résultat d'un essai d'adhérence ne dépend pas uniquement 
du travail interfacial d'adhésion. La plupart des revêtements organiques ont un 
comportement viscoélastique, ce qui se traduit souvent par une composante Wp plus grande 
et donc une énergie totale d'adhésion plus grande. Une grande énergie totale d'adhésion ne 
traduit donc pas nécessairement une meilleure adhésion interfaciale. 
 
L'énergie élastique se calcule selon l'Equation B.I-7 [13, 41] où e représente l'épaisseur du 
revêtement. Si l’on suppose que la séparation de la liaison adhésif/substrat survient 
spontanément du fait de la présence des contraintes internes résiduelle, ε est la 
déformation induite, dans le ruban adhésif subissant la séparation, par les contraintes 
internes thermiques ou hygroscopiques et  représente les contraintes internes présentes 
dans le système. Si les contraintes internes ne sont pas suffisantes pour provoquer la 
séparation spontanée, ε et  sont respectivement la déformation et la contrainte normale 
de membrane existantes dans le ruban adhésif lors de l’opération de séparation, et incluent 













 Equation B.I-7 
 
L’Equation B.I-6 montre que plus l’énergie élastique stockée est importante, plus l’énergie 
totale d’adhésion est faible. Par conséquent (Equation B.I-7), le revêtement aura plus 
tendance à se décoller du substrat si son épaisseur est plus importante (pour un même 
niveau de contrainte interne résiduelle), ou lorsque les contraintes internes dans 
l'assemblage sont plus élevées ou encore si les déformations générées dans l'assemblage du 
fait des contraintes internes sont conséquentes.  
 
II.3. DECOLLEMENT SPONTANE 
 
Dans des conditions expérimentales spécifiques, il est possible de déterminer le travail 
d'adhésion interfacial sans appliquer de forces extérieures à l'assemblage. En effet, il existe 
une épaisseur critique de revêtement (ec) qui pourrait entraîner un décollement spontané 
de l'adhésif du substrat [13, 41]. Le travail interfacial d'adhésion pourrait alors être calculé 
selon l'Equation B.I-8 [2] : 
 
  Cadh eW  Equation B.I-8 




Cette méthodologie de calcul du travail d'adhésion est généralement appropriée pour des 
revêtements présentant de faibles adhérences. Le décollement spontané de revêtement 
adhérant bien à un substrat nécessiterait de mettre en œuvre des éprouvettes 
métal/revêtement avec une épaisseur de revêtement très importante, ou alors de solliciter 
l'assemblage dans un environnement plus agressif. Les fortes épaisseurs induiraient alors 
des temps de séchage ou de réticulation supérieurs aux durées acceptables de mise en 
œuvre du revêtement [3]. 
 
II.4. METHODES EXPERIMENTALES DE DETERMINATION DES 
CONTRAINTES  RESIDUELLES  
 
La technique expérimentale la plus largement répandue de détermination des contraintes 
résiduelles dans un assemblage est le test de déflection développé par Corcoran [42]. Un 
revêtement est appliqué en fine couche sur un substrat mince et flexible. Sous l'effet des 
contraintes, le substrat se courbe. A l'aide d'un laser, la déflection du substrat est mesurée. 
Cette déflection est corrélée aux contraintes internes dans l'assemblage selon l'Equation B.I-
9 [42, 43]. 
 




















 Equation B.I-9 
 
où d est la déflection mesurée, lS représente la longueur du substrat, ES et ER les modules 
d'Young respectifs du substrat et du revêtement, es et eR leurs épaisseurs respectives et 
enfin νS et νR sont leurs coefficients de Poisson respectifs. Lorsque le module d'Young et 
l'épaisseur du substrat sont largement supérieurs à ceux du revêtement, les contraintes 
résiduelles peuvent être estimées à partir de l'Equation B.I-10 : 
 















L'essai de déflection de Corcoran est impossible à mettre en œuvre dans le cas particulier 
des revêtements tricouches (Figure B.I-5). En effet, il n'est pas possible de réaliser une 
éprouvette représentative du système tricouches mis en œuvre industriellement (co-
extrusion) et de reproduire ensuite l'état de contraintes internes réellement généré par le 
refroidissement de l'assemblage. 
 
 





Figure B.I-5 : Représentation schématique du revêtement tricouches appliqué sur un substrat en acier 
 
 
D'autres méthodes de détermination des contraintes résiduelles sont décrites dans la 
littérature. A titre d'exemple, nous pouvons citer la photoélasticimétrie, la diffraction des 
rayons X, la méthode ultrasonore ou encore les méthodes de relaxation. Ces méthodes sont 
brièvement décrites ci-après. 
 
La photoélasticimétrie [44] permet de visualiser les contraintes internes dans un solide grâce 
à sa photoélasticité. C'est une méthode qui s'appuie sur la biréfringence acquise par les 
matériaux soumis à des contraintes. Elle n'est donc pas appropriée pour des matériaux 
opaques. Par ailleurs, il est difficile de déconvoluer la contribution de l'orientation 
moléculaire de celle des contraintes internes et il est plus facile d'obtenir des informations 
sur la surface de l'échantillon que dans son épaisseur.  
La détermination des contraintes résiduelles par diffraction X [45, 46] est basée sur la 
mesure de la taille d'une maille cristalline. Le calcul des contraintes ne peut s'appliquer qu'à 
des matériaux cristallins et donc, en particulier, aux matériaux métalliques. Dans le cas des 
matériaux polymères, il est possible d'incorporer des charges métalliques dans la matrice. 
Une parfaite adhésion entre le métal et le polymère est nécessaire de manière à assurer la 
transmission intégrale des contraintes aux charges. Cette approche a plutôt été testée sur 
des matériaux composites. Cette technique est limitée à la détermination des contraintes 
résiduelles de la surface du matériau du fait de la faible pénétration des rayons X dans 
l'échantillon (quelques dizaines de micromètres). 
 
La détermination des contraintes résiduelles par ultrasons [47] s'appuie sur la dépendance 
de la vitesse de propagation des ondes ultrasonores à l'état de contrainte dans le matériau. 
Lorsqu'un matériau est soumis à une contrainte, une variation de la vitesse de propagation 









formalisés par Murnaghan [48]. Il existe deux types de méthode permettant de déterminer 
les contraintes par ultrasons, la méthode par écho ou la méthode par transmission. Dans 
chaque cas, les ondes sont émises par un transducteur émetteur. Elles se propagent dans 
une zone spécifique du matériau à analyser et elles sont ensuite détectées par le récepteur. 
La contrainte moyenne est déterminée dans la région à travers laquelle l'onde se propage. 
 
Les méthodes de relaxation [49] consistent à faire disparaître progressivement les 
contraintes résiduelles existantes à l’aide d’opérations mécaniques et à faire des mesures au 
cours de ces opérations afin de quantifier l’amplitude des contraintes qui ont disparu. Les 
mesures sont souvent effectuées par des méthodes d'extensométrie qui utilisent des jauges 
de déformation collées. On peut citer notamment la méthode du carottage, la méthode du 
perçage, la méthode de Sachs ou la méthode de l'enlèvement de couches encore appelée 
méthode de la flèche. 
 
La méthode du perçage [49] permet de calculer à l'aide d'une jauge les contraintes avant et 
après perçage d'un trou dans un échantillon à analyser. Le perçage induit une diminution de 
déformation qui est proportionnelle à la contrainte qu'il y avait dans l'échantillon avant de 
percer le trou. Les résultats obtenus sont de bonne qualité s'il y a une bonne uniformité de 
répartition des contraintes résiduelles dans l'épaisseur et si la précision des perçages est 
correcte. Cette méthode reste délicate à mettre en œuvre sur des polyoléfines (et 
notamment sur le polyéthylène) à cause des difficultés liées au collage des jauges, mais 
également à cause du développement de fissures lors du perçage du trou. 
 
La méthode du carottage [49] consiste à isoler un îlot de matière dans une pièce soumise à 
des contraintes résiduelles uniformément réparties dans l'épaisseur. Lorsqu'une certaine 
profondeur de carottage est atteinte, il n'y a plus aucune contrainte à la surface de l'îlot. Si 
une rosette tri-directionnelle est collée au centre de l'îlot avant le procédé de carottage, il 
est alors possible de déduire les contraintes résiduelles des informations fournies par la 
jauge à la fin du processus de carottage. Cette méthode est utilisable si les variations en 
surface des contraintes résiduelles sont faibles et progressives, mais elle n'est pas 
appropriée si la surface de la pièce présente des variations brusques de contraintes 
résiduelles.  
 
La méthode de Sachs [49] a été développée pour calculer des contraintes résiduelles dans 
des pièces cylindriques en relevant les indications de jauges de déformations collées sur la 
surface extérieure de l'assemblage pendant un alésage interne de la pièce (Figure B.I-6). 
Chaque fois qu'une couche est retirée, les indications des jauges de déformation varient et 
peuvent être corrélées aux contraintes résiduelles dans la pièce. 
 





Figure B.I-6 : Principe de détermination de contraintes résiduelles sur une pièce cylindrique par la méthode 
de Sachs [49] 
Il existe une autre configuration de mise en œuvre de la méthode de Sachs. Elle peut être 
utilisée pour déterminer les contraintes résiduelles dans des tubes épais de diamètre 
intérieur supérieur à un à deux centimètres. Elle se différencie de la configuration 
conventionnelle par le fait que les jauges de déformations sont collées à l’intérieur du tube 
et les couches de matière sont enlevées sur la surface extérieure. 
 
La méthode de la flèche [49] s’applique aux pièces planes ou approximativement planes en 
forme de plaques dans lesquelles les contraintes résiduelles sont réparties uniformément en 
surface. C'est-à-dire qu’à une profondeur donnée dans l’épaisseur de la plaque, les tenseurs 
des contraintes résiduelles sont identiques. Par contre, les contraintes résiduelles peuvent 
évoluer avec la profondeur. Cette technique consiste à retirer des couches successives 
d’épaisseurs constantes de faibles valeurs (0,03 à 0,5 mm) [50]. En général, chaque fois 
qu’une couche est retirée, la plaque se courbe. La mesure des variations de flèches qui 
apparaissent après le retrait de chaque couche permet de remonter aux contraintes 
résiduelles présentes initialement dans l'échantillon. Cette méthode est fondée sur des 
hypothèses qui sont très contestées [51-53]. Elle suppose notamment que l'enlèvement des 
couches ne perturbe pas l'état de contrainte dans l'échantillon. 
 
King et Bell [54] ont mesuré les contraintes internes générées par la mise en œuvre 
d'assemblages aluminium/époxy. Ils se sont intéressés aux influences de la température de 
réticulation, de l'épaisseur de la couche d'époxy et de l'humidité relative. Une couche de 150 
µm d'adhésif époxy est appliquée sur une lame en aluminium de 10 µm. La température de 
réticulation a été optimisée de manière à ce que l'état de contrainte initial de l'assemblage 
Jauges de déformations 
collées sur la surface 
extérieure de la pièce
Couches retirées les unes 
après les autres par alésage




soit nul. Des tranches successives d'adhésif de 10 µm d'épaisseur ont été enlevées et la 
courbure du film a été mesurée. Au début du découpage et jusqu'à une épaisseur d'adhésif 
restante de 35 µm environ, la déflection de lame change peu, puis cette déflection diminue 
fortement (Figure B.I-7) :  
 
 
Figure B.I-7 : Contraintes résiduelles en fonction de l'épaisseur de couche enlevée [54] 
 
Un fort gradient de contraintes internes est mis en évidence dans les 15 premiers µm de la 
couche d'adhésif de 150 µm d'épaisseur. A l'interface aluminium/époxy, la valeur des 
contraintes internes est estimée à 78 MPa par extrapolation linéaire. Par ailleurs, il est mis 
en évidence que la plastification induite par l'humidité permet de diminuer légèrement les 
contraintes résiduelles de l'assemblage. 
 
Ainsi, plusieurs méthodes expérimentales sont décrites dans la littérature pour déterminer 
les contraintes résiduelles dans un assemblage. La plupart de ces techniques sont 
appropriées pour des géométries de type plaques ou permettent d'avoir uniquement accès 
à des contraintes moyennes à la surface de l'échantillon. La méthode de Sachs apparaît 
comme la plus appropriée pour remonter aux contraintes résiduelles au sein d'un tube 
revêtu. Néanmoins, le suivi de l'évolution des contraintes dans l'épaisseur de l'assemblage 
exige un enlèvement progressif de matière qui modifiera inévitablement l'état de 
contrainte au sein du système. Aussi, aucune des techniques expérimentales décrites 
aujourd'hui dans la littérature ne nous paraît appropriée pour déterminer l'état de 
contrainte réel généré par la mise en œuvre des revêtements tricouches des pipelines. 
D'autres moyens de quantification des contraintes sont donc à rechercher dans des 
















II.5. METHODES ANALYTIQUES DE CALCUL DES CONTRAINTES 
 RESIDUELLES 
 
Timoshenko et al. [55] ont proposé une solution analytique permettant de calculer les 
contraintes résiduelles d'origine thermique dans un tube cylindrique de longueur infinie. 
Cette méthode s'applique si la distribution des températures (T) est symétrique dans le plan 
et indépendante de la coordonnée axiale z. Ils supposent aussi que le déplacement axial est 
nul le long du cylindre. Le déplacement radial (u) et les contraintes thermiques (r, , z) 
peuvent alors être calculées à partir des Equation B.I-11-Equation B.I-14 où r représente 
les contraintes radiales,  représente les contraintes circonférentielles et z représente les 












































































































Chu et Lee [56] ont aussi proposé une solution analytique exacte permettant le calcul des 
contraintes thermiques générées dans un long cylindre coaxial constitué de deux matériaux. 
Chang et al. [57, 58] ont développé un modèle analytique prenant en compte les différentes 
couches des revêtement tricouches des pipelines (Figure B.I-5). Ce modèle s'appuie sur les 
hypothèses du calcul des contraintes thermiques dans un tube cylindrique de longueur 
infinie [55]. Les contraintes maximales générées dans le revêtement peuvent être estimées à 




        
    
 
  
              
    
  










              
    
  








   
        
    
 
       
              
    Equation B.I-17 




où ΔT représente la différence de température entre la température ambiante et la 
température de transition vitreuse du primaire époxy, tandis que H et K sont deux 
constantes. 
 
Ces auteurs ont montré que les contraintes maximales étaient situées près de l'interface 
acier/époxy. Des contraintes radiales et circonférentielles significatives étaient calculées (6-7 
MPa), tandis que les contraintes axiales étaient quasiment nulles (≤ 0,2 MPa). Compte tenu 
des hypothèses sur lesquelles s'appuient ce modèle analytique, les niveaux de contraintes ne 
peuvent être estimés aux bords du pipeline revêtu. Par ailleurs, plusieurs hypothèses sont 
contestables dans ce calcul. En effet, le déplacement axial de toutes les couches de 
l'assemblage est supposé nul, toutes les propriétés physiques des matériaux sont supposées 
indépendantes de la température et le T est le même pour toutes les couches de 
l'assemblage.  
 
Les modèles analytiques ne permettent donc pas de calculer les niveaux de contraintes aux 
bords des tubes revêtus car ils s'appuient en général sur l'hypothèse d'un tube cylindrique 
de longueur infinie. Le modèle analytique spécifiquement développé par Chang pour les 
pipelines revêtus tient compte uniquement des contraintes radiales dans une section et 
non des contraintes longitudinales. Or, les cas de décollement observés aux bords des 
tubes revêtus [10] suggèrent plutôt l'effet de contraintes longitudinales. Par ailleurs, pour 
simplifier les calculs, l'évolution des propriétés des matériaux avec la température est 
souvent négligée. Or, ces évolutions ont un impact certain sur l'état de contrainte au sein 
de l'assemblage. Aussi, les méthodes analytiques, telles qu'elles sont décrites aujourd'hui 
dans la littérature, ne nous paraissent pas être les plus appropriées pour une 
quantification précise des contraintes internes au sein d'un tube revêtu. 
 
A cause de la géométrie particulière des pipelines revêtus, aucune des méthodes 
expérimentales décrites dans la littérature ne permet de déterminer de manière 
satisfaisante les contraintes internes dans l'assemblage. Par ailleurs les modèles 
analytiques décrits dans la littérature ne sont pas utilisables ou sont contestables pour les 
systèmes tricouches. Dès lors la modélisation par éléments finis apparaît comme un outil 
précieux pour quantifier les contraintes internes dans l'assemblage tricouches.  
 
 
III. MODELISATION PAR ELEMENTS FINIS  
 
III.1. ETUDES ANTERIEURES  
 
Chang et al. [57-59] ont mis en évidence, par des calculs basés sur la méthode des éléments 
finis (MEF), que les contraintes radiales générées par la mise en œuvre ne faisaient que 




comprimer le revêtement sur le tube en acier et avaient plutôt tendance à s'opposer aux 
décollements. Les calculs s'appuient sur des hypothèses simples, les modèles sont basés sur 
des lois de comportements élastiques linéaires et l'évolution des propriétés physiques des 
matériaux avec la température n'est pas prise en compte. Les calculs sont réalisés avec les 
paramètres matériaux à température ambiante. L’analyse d’une section prend en compte 
uniquement les contraintes radiales et non les contraintes longitudinales même si les 
décollements observés sur les extrémités des tubes revêtus indiqueraient plutôt la présence 
de contraintes longitudinales. 
 
Legghe et al. [1, 60, 61] ont également utilisé la MEF pour calculer les contraintes internes 
générées lors de la mise en œuvre des revêtements tricouches. Les calculs s'appuient sur 
une représentation axisymétrique du tube revêtu (2D). Une meilleure quantification des 
contraintes internes est logiquement obtenue en tenant compte de l'évolution des 
propriétés des matériaux avec la température. Par ailleurs, l'utilisation de lois de 
comportement proches du comportement réel des matériaux apparaît comme 
incontournable pour obtenir des valeurs réalistes des contraintes. En effet, les 
comportements mécaniques des FBE ou des PE sont bien décrits avec des lois visco-élasto-
plastiques. Les modèles numériques s'appuyant sur des comportements élastiques linéaires 
conduisent invariablement à une surestimation des contraintes résiduelles, notamment aux 
extrémités du pipeline. 
 
III.2. CADRE DE L'ETUDE NUMERIQUE 
 
III.2.1. DEFINITION DU PROBLEME 
 
Un des objectifs de ce travail est de quantifier les niveaux de contraintes générées par la 
mise en œuvre d'un tube revêtu (Figure B.I-1) ainsi que leurs évolutions tout au long de leur 
cycle de vie. Les étapes de stockage, de mise en service et les processus de vieillissement 
humide en service sont à considérer. A notre connaissance, la quantification des contraintes 
internes dans un pipeline revêtu en fonctionnement n'est pas encore décrite dans la 
littérature et présente un intérêt particulier car ces contraintes résiduelles sont une des 
causes permettant d’expliquer les décollements prématurés observés sur des pipelines en 
service. 
 
L'étude est réalisée sur un tube revêtu dont les caractéristiques géométriques sont 
présentées sur la Figure B.I-8. Il s'agit d'une des géométries les plus couramment utilisées 
sur le réseau de pipelines de GRTgaz [62]. La couche d’adhésif en polyéthylène greffée dont 
l'épaisseur est de 300 µm est intégrée au topcoat en polyéthylène, car leurs propriétés 
physiques sont proches.  
 




Les calculs sont effectués à l'aide du logiciel ABAQUSTM. Une représentation axissymétrique 
2D est utilisée. Classiquement, des tubes dont la longueur varie entre 12 et 24 mètres sont 
mis en œuvre. Néanmoins, pour réduire les temps de calcul, l'étude est effectuée sur un 
tube de 2 m de longueur. Pour des raisons de symétrie, seule la demi-longueur est 
représentée. Nous avons validé au préalable que les résultats obtenus sur un tube de 2 m 
étaient représentatifs de ceux obtenus sur un tube de 12 m de long.  
 
 
Figure B.I-8 : Représentation 2D
 




III.2.2. MODELES NUMERIQUES DEVELOPPES DANS ABAQUSTM 
 
Trois modèles de comportement de matériaux sont étudiés, un modèle thermo-élastique, un 
modèle thermo-élasto-plastique et un modèle thermo-viscoélastique. Lorsque cela était 
réalisable, nous avons mesuré expérimentalement l'évolution des propriétés physiques des 
matériaux en fonction de la température, afin de s’approcher au mieux des comportements 
réels.  
 
Les paramètres d’entrée utilisés pour décrire les lois de comportements thermomécaniques 
sont résumés dans le Tableau B.I-1. Les coefficients de dilatation hygroscopiques des 
matériaux sont négligés. Nous faisons l'hypothèse que le développement des contraintes 
provient essentiellement des contractions et/ou des expansions thermiques et volumiques 
des différentes couches de l'assemblage. 
 
Une attention particulière est portée à la validation des modèles numériques par rapport à 
une ou des référence(s) expérimentale(s). La solution numérique obtenue par le calcul sera 
d’autant plus fiable (i.e. proche de la solution « réelle ») que les données d’entrée seront 
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« exactes ». C’est pourquoi un grand nombre d’essais expérimentaux ont été réalisés afin de 









Masses volumiques (ρ) (1) x x x 
Conductivités thermiques (λ) (2) x x x 
Capacités thermiques massiques (Cp) (3, 4) x x x 
Coefficients de dilatation thermique (α) (4) x x x 
Modules d'Young (E) (5) x x x 
Coefficients de Poisson (ν) (2) x x x 
Seuil de plasticité (σy) (6) - x - 
Comportement en fluage (5) - - x 
Coefficients WLF (2) - - x 
 
(1) Données issues des fiches techniques des matériaux 
 
(2) Données issues de la littérature [63] 
 
(3) Données obtenues par des mesures par calorimétrie différentielle (MDSC) 
 
(4) Valeurs propres aux calculs numériques de GDF SUEZ 
 
(5) Données obtenues par des mesures par analyses mécaniques dynamiques (DMA) 
 
(6) Données obtenues par des mesures de traction uni-axiales 
Tableau B.I-1 : Paramètres d'entrée utilisés pour les modèles thermomécaniques développés sur ABAQUS
TM 
 
Plusieurs primaires époxy ont été caractérisés dans ce travail de Thèse. Leurs propriétés 
thermiques diffèrent selon qu'il s'agisse de primaires haute Tg (130°C) ou basse Tg (100°C). 
Leurs propriétés mécaniques diffèrent également, en fonction de la nature et des tailles des 
charges incorporées dans la matrice. A température ambiante, leurs modules d'élasticité 
varient entre 3 et 5 GPa. Tous les calculs numériques seront effectués avec les propriétés 
physiques du primaire A. C'est un des primaires d'adhérence qualifiés par GRTgaz, auxquels 
les applicateurs de revêtements tricouches ont souvent recours. 
 
III.2.3. DETERMINATION EXPERIMENTALE DES DONNEES D'ENTREE 
 
II.2.3.1. CAPACITES THERMIQUES MASSIQUES (CP) 
 
La capacité thermique massique (Cp) est déterminée par la quantité d'énergie à apporter par 
échange thermique pour élever d'un degré la température de l'unité de masse d'une 
substance. La mesure des Cp est réalisée par des essais de calorimétrie différentielle à 
balayage (MDSC). Ces analyses ont été effectuées sur le PE et le FBE. Les essais sont réalisés 
à l’aide de la MDSC Q100 de chez TA Instruments. Les échantillons dont la masse varie entre 
5 et 10 mg sont soumis à une rampe en température de 20°C à 160°C, avec une vitesse de 
chauffe de 2°C/min. Une modulation de 0,8°C toutes les 100 secondes est appliquée. L’essai 




s’effectue sous atmosphère inerte d'azote avec un flux de 50 ml/min. L’appareil est étalonné 
sur du saphir dans les mêmes conditions opératoires.  
 
Le flux de chaleur « reversing » donne un accès direct aux capacités thermiques massiques 





Figure B.I-9 : Evolutions des capacités thermiques massiques du PE et du FBE en fonction de la température 
 
A température ambiante, les capacités thermiques massiques mesurées du FBE et du PE sont 
respectivement égales à 850 J/Kg/°C et 1800 J/Kg/°C. Ces valeurs sont cohérentes avec le 
retour bibliographique qui montre qu’à température ambiante, les capacités thermiques 
massiques des résines époxy varient entre 800 et 1200 J/Kg/°C, tandis que celles du 
polyéthylène haute densité varient entre 1600 et 2200 J/Kg/°C [63, 64].  
 
II.2.3.2. MODULES D’ELASTICITE (E) 
 
Pour pouvoir simuler le comportement du revêtement au cours du refroidissement, il est 
nécessaire de suivre l’évolution des modules d’élasticité (idéalement le module d’Young)  
des couches de PE et du FBE en fonction de la température. Ne disposant pas d’enceinte sur 
la machine de traction, nous avons décidé de suivre les évolutions de modules en fonction 
de la température par analyse mécanique dynamique (DMA).  Les mesures sont effectuées 
avec le DMA 2980 de chez TA Instruments. 
 
La mesure du module élastique en flexion du PE est réalisée avec l'outil de flexion trois 








































































1:2011. Les échantillons ont une longueur de 20 mm, une largeur de 6 mm et une épaisseur 
de 3 mm environ. Un balayage en température est effectué de 20°C à 110°C, à une vitesse 
de chauffe de 3°C/min. La fréquence d'essai est fixée à 1 Hz. A des températures supérieures 
à 110°C, les valeurs de modules du PE utilisées dans les modèles numériques résultent d'une 
extrapolation linéaire des valeurs expérimentales (Figure B.I-11). 
 
 
Figure B.I-10 : Photos des outils de flexion et de tension du DMA 
 
Le module d'Young du FBE est mesuré avec l'outil de tension du DMA (Figure B.I-10). Le 
protocole expérimental a été mis au point dans le cadre des travaux antérieurs de thèse de 
Legghe [1]. Les échantillons ont une longueur de 35 mm, une largeur de 10 mm et une 
épaisseur de 220 ± 30 µm. Une sollicitation mécanique d'amplitude de 150 µm est 
appliquée. Cette amplitude est choisie de manière à solliciter le matériau dans son domaine 
viscoélastique linéaire. Un balayage en températures est effectué de 20°C à 160°C à une 
vitesse moyenne de chauffe de 3°C/min. La fréquence d'essai est fixée à 1 Hz. Les valeurs de 
modules du FBE et du PE sont présentées sur la Figure B.I-11. 
 
Une corrélation a pu être effectuée à température ambiante entre les modules mesurés par 
DMA et ceux mesurés en traction uni-axiale sur des éprouvettes haltères (cf. § II.2.3.3). Les 
modules d'Young mesurés à température ambiante sont égaux à 1,3 ± 0,4 GPa pour le PE et 
à 2,8 ± 0,2 GPa pour le FBE. Ces valeurs sont conformes à celles de la littérature pour des 
résines époxy (2-5 GPa) et du polyéthylène haute densité (0,8-1,2 GPa) [64]. Les mesures 
effectuées à température ambiante au DMA conduisent à un module élastique en flexion du 
PE d'environ 1 GPa (Equation B.I-11) et à un module d'Young du FBE de 2,9 GPa. Les valeurs 
des modules d'élasticité calculées à température ambiante à partir de ces deux techniques 
de caractérisation (traction uni-axiale et DMA) sont donc concordantes. Nous avons alors fait 
l'hypothèse que cette concordance était toujours valable quelle que soit la température. Les 
valeurs de modules ainsi mesurées en fonction de la température peuvent donc servir de 
données d’entrée pour la modélisation du comportement au cours du refroidissement. 
 
Outil flexion 3 points Outil tension





Figure B.I-11 : Evolution des modules d’élasticité du PE et du FBE en fonction de la température 
 
Les paramètres d'entrée communs aux trois modèles de comportement thermomécaniques 














Acier 21 7800  210  0,30 12.10-6 650  
FBE 0,35 1400  f(T) 0,33 24.10-6  f(T)  
PE 0,63 955  f(T)  0,42 175.10-6  f(T)  
Tableau B.I-2 : Paramètres d'entrée communs aux trois modèles thermomécaniques  
 
II.2.3.3. PLASTICITE DES MATERIAUX 
 
Le modèle thermo-élasto-plastique requiert des données supplémentaires concernant la 
plasticité du FBE et du PE. Des essais de traction uni-axiale ont été réalisés à température 
ambiante sur une machine de traction MTS DY25 ADAMEL LHOMARGY. Les essais sont 
effectués sur des éprouvettes haltères (H2) jusqu’à la rupture des matériaux suivant la 
norme ISO 527-3:1995 à une vitesse de 1 mm/min. Le seuil de plasticité du PE est de 26 
MPa, tandis qu'il est de 46 MPa pour le FBE comme le montre la Figure B.I-12. Ces valeurs 
seuil seront donc utilisées dans le modèle élasto-plastique, s'appuyant sur le modèle 


































Figure B.I-12 : Comportement plastique du PE et du FBE 
 
II.2.3.1. COMPORTEMENT EN FLUAGE 
 
La relaxation des contraintes et le fluage permettent l'identification du caractère 
viscoélastique d'un matériau. Des données de fluage en cisaillement sont introduites dans le 
modèle thermo-viscoélastique : « creep test data». Les essais ont été réalisés sur le DMA 
2980 de TA Instruments avec un outil de cisaillement (Figure B.I-13). 
 
La réalisation de ces essais s'appuie sur les recommandations de TA Instruments. Les 
caractéristiques géométriques respectives du PE et du FBE sont de 6 x 6 x 3 mm3 et de 5 x 5 x 
1 mm3. Une contrainte constante de cisaillement τ0 dont la valeur est de 0,1 MPa est 
appliquée sur les échantillons et la déformation εt est mesurée au cours du temps. Ces essais 
nous donnent accès à la complaisance (J) des matériaux. Elle correspond au rapport entre εt 
et τ0. Les données expérimentales brutes ne peuvent être utilisées directement dans le 
logiciel ABAQUSTM, qui repose sur une écriture des paramètres sous une forme normée. Une 
complaisance normée est alors calculée. Elle correspond au rapport entre la complaisance 
mesurée au temps réel de l'essai et la valeur de complaisance initiale. Un temps normé est 
également calculé. Il correspond au rapport entre le temps réel de mesure d'un point et la 
durée globale de l'essai.  
 
Les données insérées dans le modèle thermo-viscoélastique sont présentées sur la  
Figure B.I-14. Les essais de fluage en cisaillement ont été effectués à une température de 




































Figure B.I-14 : Fluages en cisaillement normés du PE et du FBE 
 
Ces données peuvent être transposées à une gamme de température plus large en 
s'appuyant sur le principe d'équivalence temps-température [65-69]. L’équivalence temps-
température permet de préciser comment la température influe sur les comportements 
viscoélastiques des matériaux.  
 
Williams, Landel et Ferry ont proposé une équation empirique (loi WLF) qui donne une 
équivalence entre le temps et la température (Equation B.I-18). T représente la 
température, Tref est la température de référence (température de transition vitreuse ou 





















































  Equation B.I-18 
 
Le principe d’équivalence temps-température stipule que le passage de Tref à T revient à 
multiplier l’échelle des temps par un facteur de décalage thermique aT→Tref qui dépend 
uniquement de T et de Tref. Ainsi, il existe une relation entre la complaisance à la 
température de référence et la complaisance à la température d'intérêt : J (t, Tref) = J (t  
aT→Tref, T). Par une transformation convenable de l’échelle des abscisses, pour chaque 
température, on parvient à superposer les courbes. Les constantes C1 et C2 sont ajustées de 
manière à ce que l'Equation B.I-18 soit vérifiée.  
 
Astruc [70] a déterminé les valeurs des constantes C1 et C2 sur un époxy similaire à ceux de 
cette étude. La température de référence choisie est la température de transition vitreuse 
du polymère. Nos essais de fluage sur le FBE ont également été effectués à cette 
température de manière à utiliser ces constantes empiriques dans le modèle thermo-
viscoélastique (Tableau B.I-3). 
 
Nitta et Ishiburo [71] ont proposé des valeurs de C1 et de C2 pour simuler le comportement 
du polyéthylène entre 50°C et 80°C. Les gammes de température du procédé de mise en 
œuvre des revêtements tricouches sont plus larges (Figure B.I-1). Néanmoins, ces données 
seront implémentées dans le modèle thermo-viscoélastique.  
 
Matériaux Tref (°C) C1 C2 (K) 
FBE 100 12 50 
PE 25 16,4 112 
Tableau B.I-3 : Paramètres WLF du PE et du FBE utilisés pour le modèle thermo-viscoélastique 
 
III.2.4. PRESENTATION DU MAILLAGE 
 
L’étape de discrétisation des géométries du tube revêtu a été effectuée de manière à 
concilier deux exigences généralement opposées : une solution numérique convergée et des 
temps de calculs courts. Plusieurs maillages ont été réalisés afin de déterminer ce 
compromis (Figure B.I-15). Cette étude du choix de maillage est fait en suivant les 
contraintes maximales de Tresca calculées dans l'assemblage à l'issue de la mise en œuvre 
du revêtement tricouches. 
 
Les éléments choisis pour discrétiser la géométrie des différentes couches constituant le 
pipeline sont des quadrangles avec une interpolation linéaire et une réduction du nombre de 
points de Gauss. En effet, les temps de calculs les plus courts sont obtenus avec ces 




éléments. Pour le maillage choisi (75 000 éléments), la durée du calcul est de 2 heures 
environ avec les quadrangles linéaires, elle est de 3 heures avec les triangles linéaires et 
atteint 6 heures environ avec les quadrangles quadratiques. 
 
 
Figure B.I-15 : Influence du maillage (type et nombre d'éléments) sur les contraintes maximales calculées 
dans l'assemblage à l'issue du processus de refroidissement à l'eau  du revêtement tricouches; calculs 
effectués avec le modèle thermo-viscoélastique 
 
Le maillage est optimisé de manière à concentrer les éléments de part et d’autre des 
interfaces où les niveaux de contraintes sont susceptibles d'être les plus élevés. En effet, 
dans les systèmes multicouches, les zones de concentration de contraintes sont souvent 
localisées aux interfaces et aux extrémités des pipelines. Par ailleurs, les cas de décollements 
observés sur des systèmes tricouches indiquent aussi que les interfaces sont les zones 
critiques vis à vis de la tenue de l'assemblage.  
 
Le maillage choisi est présenté sur la Figure B.I-16 et les caractéristiques spécifiques du 
nombre d'éléments présents dans chaque couche sont précisées dans le Tableau B.I-4. La 
couche de FBE contient trois éléments dans son épaisseur de largeur constante (50 µm). 
Compte tenu des grandes différences d'épaisseurs entre les différentes couches de 




















































Nombre d'éléments du maillage




couches de PE ou d'acier. Le rapport entre la maille la plus grande et la maille la plus petite 
de chaque couche est fixée à 2, les mailles les plus fines étant à proximité de l'interface. 
 
 
Figure B.I-16 : Présentation du maillage du revêtement tricouches 
 
Matériaux Segment Nombre d'éléments Rapport 
Acier 
Longueur 1500 - 
Epaisseur 20 2 
FBE 
Longueur 5000 - 
Epaisseur 3 - 
PE 
Longueur 3000 - 
Epaisseur 10 2 
Tableau B.I-4 : Nombre d'éléments dans chaque couche de l'assemblage 
 
Après avoir réalisé les essais expérimentaux permettant d’alimenter les différents modèles 
numériques choisis (thermo-élastique, thermo-élasto-plastique et thermo-viscoélastique), 
nous étudierons l'influence du modèle de comportement de matériaux sur les résultats du 
calcul numérique. Le maillage de l'assemblage a été optimisé, de manière à avoir une 
meilleure précision sur la quantification des contraintes interfaciales. En effet, plusieurs 
retours d'expérience ont mis en évidence que les interfaces étaient des zones 
d'endommagement où des décollements prématurés du revêtement pouvaient se produire. 
Une attention particulière est donc portée aux interfaces. Ce maillage sera commun à tous 
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Ce premier chapitre a permis de préciser que le développement de contraintes internes était 
un phénomène inhérent à la mise en œuvre des revêtements ou des systèmes multicouches. 
Dans le cas spécifique des revêtements tricouches des pipelines, aucune des méthodes 
analytiques ou expérimentales décrites à ce jour dans la littérature ne permet de calculer de 
manière satisfaisante les contraintes internes de l'assemblage. Les contraintes résiduelles 
pouvant être une des causes des dégradations prématurées des assemblages, qui ont été 
observées sur le terrain, il est essentiel de pouvoir les quantifier de la manière la plus précise 
possible. En s'appuyant sur un outil numérique basé sur la modélisation par éléments finis, 
les contraintes internes générées par la mise en œuvre de l'assemblage, mais également 
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Ce chapitre est dédié à la quantification des contraintes générées par le procédé de mise en 
œuvre des revêtements tricouches, ainsi que par leurs évolutions au cours du temps. Le 
procédé de refroidissement de la canalisation revêtue est modélisé par éléments finis et les 
champs de température, de déplacement et de contraintes calculés au sein de l'assemblage 
sont analysés. Les interfaces ayant été identifiées précédemment comme des zones critiques 
vis à vis de la dégradation puis de l’endommagement du pipeline revêtu, une attention 
particulière est portée aux contraintes dans les zones interfaciales. L'influence de plusieurs 
lois de comportement propres aux différents matériaux est étudiée dans le but de 
déterminer le modèle numérique le plus simple et le plus approprié. Afin de déterminer si 
les caractéristiques géométriques du revêtement ont un impact significatif sur les niveaux de 
contraintes internes au sein de l'assemblage, l'influence des épaisseurs des différentes 
couches du revêtement est étudiée. 
 
I. SIMULATION NUMERIQUE DU REFROIDISSEMENT DU TUBE 
REVETU 
 
I.1. CONDITIONS DU CALCUL 
 
Dans le procédé de mise en œuvre, l'application du revêtement tricouches s’effectue sur le 
tube en acier initialement préchauffé entre 180 et 240°C, suivant la température de 
transition vitreuse du FBE et ses caractéristiques rhéologiques (temps de gel). L'assemblage 
est ensuite immédiatement refroidi par une douche d'eau froide à température ambiante 
(20°C). La première étape du calcul porte sur cette phase de refroidissement similaire à un 
choc thermique sévère. Le calcul prend en compte uniquement la gamme de température 
comprise entre 130 et 20°C. En effet, les contraintes générées au-dessus de 130°C sont 
supposées être suffisamment faibles pour être négligées. Au-delà de 130°C, la température 
est largement supérieure à la température de transition vitreuse du primaire époxy (104°C) 
et le comportement mécanique du polyéthylène est assimilable à celui d'un liquide visqueux 
[1]. Dans les modèles numériques, la température initiale de l'assemblage est donc fixée à 
130°C.  
 
Le refroidissement à l'eau est modélisé par une convection uniforme appliquée sur la surface 
extérieure de la couche de polyéthylène, avec un coefficient de transfert de chaleur h = 
20000 W.m².K-1 (Figure B.II-1). C'est une valeur de référence qui permet de décrire les 
échanges de chaleur avec des jets d'eau froide à température ambiante [2]. A ce stade, les 
échanges de chaleur de la surface interne en acier ou des extrémités de l'assemblage 
tricouches avec l'air ambiant sont négligés. En effet, ces échanges de chaleur peuvent être 
négligés par rapport aux échanges de chaleurs rapides générés par la douche froide à l'eau. 





Figure B.II-1 : Chargement et conditions aux limites du calcul numérique simulant le processus de 
refroidissement (de 130°C à 55°C) à l'eau de l'assemblage tricouches 
 
La jonction entre l'acier et le FBE, mais également entre le FBE et le PE, est assurée par un 
contact de type « TIED » (Figure B.II-1). Ce type de contact est basé sur la projection des 
nœuds de la surface « esclave » (surface dont le maillage est le plus raffiné) sur les segments 
de la surface « maître ». Le contact aux interfaces est parfait1 et permanent tout au long du 
calcul. Par ailleurs, il a été validé sur un cas simplifié que ces conditions de connexion, qui 
permettent d'éviter la construction de maillage conformes ne perturbent pas les niveaux de 
contraintes dans les éléments situés à proximité de cette zone. 
 
Un calcul thermomécanique couplé est effectué. A l'issue du processus industriel de 
refroidissement, la température de la couche en acier du tube revêtu présentant les 
caractéristiques géométriques choisies pour cette étude, varie entre 50 et 60°C selon les 
sites de production. La durée du calcul est donc déterminée par méthode inverse, de 
manière à ce que la température de la couche en acier soit de 55°C environ à la fin du calcul. 
 
Après refroidissement à l'eau, les tubes revêtus sont stockés à l'air ambiant où les échanges 
de chaleur se poursuivent avec l'air jusqu’à atteindre la température ambiante. Ce processus 
de refroidissement est également modélisé par un calcul thermomécanique couplé. Une 
                                                     
1
 Le contact dit parfait (Tied) transmet réciproquement de part et d’autre du contact l’intégralité des 
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convection uniforme est alors appliquée sur toutes les surfaces exposées à l'air (Figure B.II-
2). Dans ce cas, l'échange de chaleur est beaucoup plus lent que précédemment d’où 
l’application sur toutes les surfaces en contact avec l’air. 
 
 
Figure B.II-2 : Chargement et conditions aux limites  du calcul numérique simulant le processus de 
refroidissement (de 55°C à 20°C) à l'air de l'assemblage tricouches 
 
Un coefficient de transfert de chaleur h = 20 W.m².K-1 est choisi pour décrire les échanges de 
chaleur avec l'air ambiant. Selon les sources, cette valeur varie entre 1 et 50 W.m².K-1 [3]. 
Comme précédemment, la durée du calcul est déterminée par méthode inverse, de manière 
à ce que la température de l'ensemble des couches de l’assemblage soit égale à la 
température ambiante ( 20°C) en fin du calcul. 
 
Les calculs numériques s'appuient sur les modèles de comportements thermomécaniques 
présentés dans la Partie B, Chapitre I, II.2.2, à savoir le modèle thermo-élastique, le modèle 
thermo-élasto-plastique et le modèle thermo-viscoélastique.  Le Tableau B.II-1 rappelle les 
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Acier 21 7800 210 0,30 12.10-6 650  
  
FBE 0,35 1400 f(T) 0,33 24.10-6 f(T) 46 f (t) 
C1 & C2 
PE 0,63 955 f(T) 0,42 175.10-6 f(T) 26 f (t) 
Tableau B.II-1 : Paramètres d'entrée des trois modèles thermomécaniques 
 
Tous les modèles utilisent des éléments quadrangulaires à interpolation linéaire et réduction 
des points d'intégration (CAXRT). Le maillage est réalisé par la technique « Structured ». Il 
s'agit du maillage classique dont les caractéristiques sont précisées dans la Partie B,  
Chapitre I, Tableau B.I-4. 
 
I.2. RESULTATS DU CALCUL 
 
I.2.1. VALIDATION DES CHAMPS DE TEMPERATURE 
 
La Figure B.II-3 présente les distributions des températures dans l'assemblage tricouches à 
l'issue des processus de refroidissement à l'eau (a), puis à l'air ambiant (b) obtenues avec le 
modèle thermo-viscoélastique. Des cartographies analogues ont été obtenues avec les 
modèles thermo-élastique et thermo-élasto-plastique. 
Après refroidissement à l'eau, un fort gradient thermique est présent entre la surface 
interne en acier de l'assemblage tricouches et la surface externe en polyéthylène en contact 
direct avec la source d'eau froide [4]. La température de la surface externe en polyéthylène 
est de 20°C, tandis que la surface intérieure en contact avec la couche de FBE est à 52°C, soit 
une différence de température de 32°C. La température de l'acier est quasiment homogène 
et égale à 54°C environ. Le fort gradient thermique dans l'épaisse couche de polyéthylène 
s’explique par ses propriétés isolantes [5], alors que la température quasiment uniforme de 
l'épaisse couche en acier s'explique par sa bonne conductivité thermique [6]. Le même 
gradient de température est calculé sur toute la longueur du tube revêtu.  
 
La Figure B.II-4 met en évidence que les trois modèles de comportement thermomécaniques 
conduisent à des distributions de températures similaires dans l'épaisseur du tube revêtu.  
 
 





Figure B.II-3 : Cartographies des températures dans le tube revêtu à l'issue du refroidissement à l'eau (a) puis 
à l'air (b) - Résultats obtenus avec le modèle thermo-viscoélastique 
 
  
Figure B.II-4 : Distribution des températures dans l'épaisseur du tube revêtu après les étapes de 
refroidissement à l'eau puis à l'air ambiant 
 
Les temps de refroidissement estimés par les modèles numériques sont du même ordre de 
grandeur que les durées de refroidissement observées sur site industriel de production de 
tubes revêtus. Pour un tube standard (tube retenu dans cette étude), il a été constaté 
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55°C environ. Une durée de 6 minutes est nécessaire pour que les modèles numériques 
atteignent la température de 55°C en intérieur, puis la simulation du refroidissement par 
convection naturelle à l'air indique qu’il faut environ 12 heures pour obtenir une 
température uniforme de l’ordre de 20°C dans l'assemblage. 
 
Les trois modèles thermomécaniques aboutissent à des champs de températures en 
cohérence avec le retour industriel, ce qui valide la pertinence de l'outil numérique pour 
simuler les échanges thermiques au sein du pipeline revêtu. 
 
I.2.2. VALIDATION DES CHAMPS DE DEPLACEMENTS 
 
La Figure B.II-5 compare les champs de déplacement calculés dans la direction radiale (axe 
X) et dans la direction longitudinale (axe Y) avec les trois modèles de comportement 
thermomécaniques. Les déplacements déterminés par les trois modèles thermomécaniques 
sont du même ordre de grandeur. Dans la suite, nous discuterons principalement des 
résultats obtenus à partir du modèle thermo-viscoélastique. 
 
Une contraction radiale des couches du revêtement sur le cylindre en acier est calculée par 
les modèles numériques (Figure B.II-5 a, b, c). Cette contraction s’exerce sur toute la 
longueur du tube avec une intensité maximale calculée sur la surface externe en 
polyéthylène (surface en contact direct avec les jets d'eau froide). La contraction radiale est 
favorable à l'adhérence du revêtement sur le tube en acier, ce qui était prévisible compte 
tenu des différences de coefficients de dilatation thermique entre les matériaux constituant 
l'assemblage (αPE = 175.10
-6 K-1; αFBE = 24.10
-6 K-1; αacier = 12.10
-6 K-1). Ces résultats sont 
cohérents avec ceux obtenus par Chang et al. [7]. Ils ont aussi mis en évidence que les 
contraintes radiales générées par la mise en œuvre ne faisaient que comprimer le 
revêtement sur la canalisation en acier et avaient donc plutôt tendance à s'opposer aux 
décollements. 
 
Dans la direction longitudinale, un retrait d'environ 1,2 mm de la couche en polyéthylène est 
calculé aux extrémités du tube revêtu. Ce résultat est en bon accord avec les retours 
d'expérience, où un retrait du revêtement de quelques centimètres a été observé à 
l'extrémité de tubes revêtus de 20 m de longueur [8]. Nos calculs sont effectués sur des 
tubes de 2 m de longueur. Par extrapolation linéaire, pour un tube de 20 m, un retrait 
d'environ 1,2 cm est déterminé par le calcul numérique.  
 
Le Tableau B.II-2 récapitule les contactions radiales et longitudinales calculées avec les trois 
modèles thermomécaniques, à l'issue des deux étapes de refroidissement. Le revêtement 
tricouches continue de se contracter dans la direction radiale sur la canalisation en acier 
durant la phase de refroidissement à l'air. La contraction radiale du polyéthylène passe de -
0,45 mm après refroidissement à l'eau à -0,60 mm après refroidissement à l'air. De même, le 




retrait longitudinal du revêtement est encore plus marqué après l'étape de refroidissement 
à l'air. A l'extrémité du tube, le retrait longitudinal du polyéthylène passe de 1,2 mm après 
refroidissement à l'eau à 1,6 mm après refroidissement à l’air. 
 
 
Figure B.II-5 : Cartographies des champs de déplacement à l'issue du refroidissement à l'eau, au centre du 
tube revêtu dans la direction radiale (a, b, c) et à l'extrémité dans la direction longitudinale (d, e, f) calculés 
avec les modèles thermo-élastique (a, d), thermo-élasto-plastique (b, e) et thermo-viscoélastique (c, f) 
 
Contraction radiale (U1) à l’issue des étapes de refroidissement  (mm) 
Modèle  Elastique  Plastique  Viscoélastique  
Refroidissement à l’eau  -0,43  -0,47  -0,45  





































Contraction longitudinale (U2) à l’issue des étapes de refroidissement (mm) 
Modèle  Elastique  Plastique  Viscoélastique  
Refroidissement à l’eau  -1,1  -1,3  -1,2  
Refroidissement à l’air  -1,5  -1,7  -1,6  
Tableau B.II-2 : Contractions radiales et longitudinales dans la couche en polyéthylène, à l'extrémité du tube 
revêtu, et après chaque étape de refroidissement 
 
Les trois modèles thermomécaniques conduisent à des ordres de grandeurs des 
déplacements similaires. Comme attendu, une contraction radiale du revêtement sur le 
tube en acier favorable à l'adhérence du revêtement sur le substrat métallique est 
calculée. Les retraits calculés dans la direction longitudinale sont comparables à ceux 
observés expérimentalement. Il apparaît donc que les trois modèles numériques 
développés sont également pertinents pour décrire les déplacements générés par le 
refroidissement du tube revêtu, suite à l'application du revêtement tricouches. 
 
I.2.3. VALIDATION DES CHAMPS DE CONTRAINTES 
 
Durant le processus de refroidissement de l'assemblage, des contraintes de cisaillement sont 
principalement développées aux interfaces. Les contraintes mises en jeu lors de la mise en 
œuvre sont des contraintes de cisaillement, d’où le choix du critère de Tresca pour la suite 
de l’étude. Ce critère également nommé « critère du plus grand cisaillement » admet que la 
contrainte de rupture survient dès lors que la plus grande contrainte de cisaillement (τmax) 
dépasse la valeur limite (τe) déterminée par l'essai mécanique de torsion. Son expression est 









max  Equation B.II-1 
 
La Figure B.II-6 présente l'état de contraintes aux bords et au centre du tube revêtu à l'issue 
du refroidissement à l'eau de l'assemblage, calculé par les trois modèles de comportement 
thermomécaniques. On observe que selon le modèle de comportement thermomécanique 
choisi pour décrire le comportement des matériaux dans le calcul numérique, les niveaux de 
contraintes atteints dans l'assemblage diffèrent fortement.  
 
Le modèle thermo-élastique montre que les contraintes maximales sont concentrées à 
l'extrémité du tube revêtu ainsi qu’aux interfaces acier/FBE et FBE/PE (Figure B.II-6 a). Un 
niveau de contraintes maximum de 102 MPa est atteint aux bords de l'assemblage. Ce 
niveau de contraintes est irréaliste, étant donné que la résistance à la traction du 
polyéthylène haute densité se situe autour de 35-40 MPa [9] et la résistance au cisaillement 
d’un polyéthylène linéaire est de l'ordre de 25-30 MPa [10]. Par ailleurs, les essais de simple 




recouvrement réalisés sur les assemblages acier/FBE ont mis en évidence que la résistance à 
la rupture du primaire A non vieilli était égale en moyenne à 28 MPa. Même si les 
localisations des zones de concentration de contraintes sont cohérentes avec les cas de 
décollement observés sur site, les contraintes calculées aux bords sont donc largement 
surestimées. Un effet de bord est clairement obtenu. Cet effet est bien connu et décrit dans 
la littérature [11, 12]. Il n'en reste pas moins que la singularité de contrainte aux extrémités 
du tube existe réellement, mais le modèle thermo-élastique ne permet pas de quantifier les 
valeurs réelles (au sens physique) des contraintes existantes dans cette région. En revanche, 
à 10 mm environ du bord (Figure B.II-6 b), les niveaux de contraintes calculés varient entre 3 
et 30 MPa, ce qui semble déjà plus réaliste, compte tenu des valeurs de résistance 
mécanique du PE ou du FBE, et les niveaux de contraintes maximum sont atteints dans la 
couche de PE. 
 
Avec le modèle thermo-élasto-plastique, l'effet de bord numérique est limité par la prise en 
compte du seuil de plasticité des matériaux. La zone de concentration de contraintes est 
située aux extrémités de l'assemblage et localisée dans la couche de FBE dont le seuil de 
plasticité de 46 MPa est supérieur à celui du PE égal à 26 MPa (Figure B.II-6 c). Une 
contrainte maximale de 54 MPa y est calculée. Ce niveau de contrainte est quasiment deux 
fois inférieur à celui obtenu par le modèle thermo-élastique. Néanmoins, il semble toujours 
irréaliste. A 10 mm environ du bord, les contraintes sont inférieures à 35 MPa et les niveaux 
de contraintes maximum sont aussi atteints dans la couche de PE (Figure B.II-6 d).  
 
Le modèle thermo-viscoélastique apparaît comme le plus approprié pour simuler le 
refroidissement du tube revêtu. Désormais, la relaxation des couches de PE et de FBE est 
prise en compte. Le modèle montre qu'une zone de concentration de contraintes est située 
entre 5 et 10 mm du bord du tube revêtu, dans la couche de polyéthylène et près de 
l'interface FBE/PE (Figure B.II-6 e). Cette localisation est cohérente avec les cas de 
décollements spontanés du revêtement observés après des durées de stockage prolongées 
aux extrémités des tubes à l'interface adhésif/FBE. Un niveau de contrainte de 22 MPa est 
calculé dans cette zone spécifique. Ce niveau de contraintes paraît réaliste car il est 
largement inférieur à la résistance à la traction du PE et légèrement inférieur à sa résistance 
au cisaillement. De plus, les retours d'expérience montrent que les cas de décollement 
spontané restent rares. Juste après leur mise en œuvre, les revêtements tricouches adhèrent 
bien sur le tube en acier et ce, même aux extrémités de l'assemblage. Les contraintes 
générées par la mise en œuvre ne sont donc pas critiques vis à vis de la tenue mécanique 
initiale du tube revêtu. A l'extrémité du tube revêtu, une contrainte de 14 MPa est calculée 
dans la couche de FBE. Cette valeur est deux fois plus faible que la contrainte de cisaillement 
mesurée par simple recouvrement. 
 





Figure B.II-6 : Cartographies des champs de contraintes à l'issue du refroidissement à l'eau à l'extrémité (a, c, 
e) et au centre (b, d, f) du tube revêtu, calculés avec les modèles thermo-élastique (a, b), thermo-élasto-
plastique (c, d) et thermo-viscoélastique (e, f) 
 
La prise en compte de la viscoélasticité du revêtement paraît incontournable pour 
quantifier les contraintes internes « réelles », notamment aux extrémités du pipeline 
revêtu. Le modèle thermo-viscoélastique apparait donc comme le modèle le plus pertinent. 
Toutefois, les modèles thermo-élastique et thermo-élasto-plastique restent intéressants 
pour obtenir rapidement un ordre de grandeur sur les niveaux de contraintes aux 
interfaces en particulier loin des effets de bords. En effet, ces derniers modèles nécessitent 
des temps de calculs jusqu'à 4 fois inférieurs à ceux du modèle thermo-viscoélastique. Par 
ailleurs, ils nécessitent également moins de données d’entrées relatives aux matériaux 


































La Figure B.II-7 met clairement en évidence que, quel que soit le modèle numérique 
employé, les contraintes maximales sont situées près des interfaces Acier/FBE ou FBE/PE. 
 
  
Figure B.II-7 : Evolution du critère de Tresca dans l'épaisseur du pipe revêtu à l'issue du refroidissement à 
l'eau et aux extrémités de l'assemblage 
 
Il est bien connu par ailleurs que dans les systèmes multicouches, les zones de concentration 
de contraintes sont situées aux bords des assemblages et près des interfaces. Les interfaces 
sont donc bien les zones critiques vis à vis de la tenue mécanique de l'assemblage. La suite 
de cette étude se focalisera par conséquent sur l'évolution des contraintes aux interfaces.  
 
Ainsi, les Figure B.II-8 et Figure B.II-9 présentent les évolutions des contraintes de Tresca le 
long des interfaces acier/FBE et FBE/PE, à l'issue du refroidissement à l'eau de l'assemblage. 
Les contraintes les plus élevées sont atteintes aux bords du tube revêtu et une longueur de 
50 mm environ est impactée à l'interface acier/FBE, tandis qu'une longueur de 200 mm 
environ est perturbée à l'interface FBE/PE, comme le montrent les résultats du modèle 
thermo-élasto-plastique. Loin des effets de bords, les niveaux de contraintes interfaciales 
estimés par les modèles thermo-élastique et thermo-élasto-plastique sont équivalents, et 
égaux à 4 MPa à l'interface acier/FBE d’une part et à 17 MPa à l'interface FBE/PE d’autre 
part. Le modèle thermo-viscoélastique calcule des niveaux de contraintes plus faibles de 
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Figure B.II-8 : Evolutions des contraintes internes le long de l'interface acier/FBE après refroidissement à 
l'eau de l'assemblage tricouches ; les contraintes sont calculées à partir des modèles thermo-élastique, 
thermo-élasto-plastique et thermo-viscoélastique 
  
Figure B.II-9 : Evolutions des contraintes internes le long de l'interface FBE/PE après refroidissement à l'eau
de l'assemblage tricouches ; les contraintes sont calculées à partir des modèles thermo-élastique, thermo-






















































La Figure B.II-10 présente les cartographies de contraintes à l'issue de la deuxième étape de 
refroidissement de l'assemblage à l'air ambiant.  
 
 
Figure B.II-10 : Cartographies des champs de contraintes à l'issue du refroidissement à l'air à l'extrémité (a, c, 
e) et au centre (b, d, f) du tube revêtu calculés avec les modèles thermo-élastique (a, b), thermo-élasto-
plastique (c, d) et thermo-viscoélastique (e, f) 
 
Aux bords du tube revêtu, la distribution des contraintes (Figure B.II-10 a, c, e) est similaire à 
celle calculée après refroidissement à l'eau (Figure B.II-6 a, c, e). Des contraintes internes 
continuent à être emmagasinées dans l'assemblage durant cette deuxième étape de 
refroidissement. Les contraintes maximales passent de 102 MPa après refroidissement à 
l'eau, à 144 MPa après refroidissement à l'air avec le modèle thermo-élastique (soit une 
augmentation de 40%), tandis qu'elles augmentent de 22 à 29 MPa avec le modèle thermo-


































aussi bien après le refroidissement à l'eau qu'après le refroidissement à l'air, la contrainte 
maximale calculée dans l'assemblage est limitée par le seuil de plasticité du FBE.   
 
Loin des effets de bords, quel que soit le modèle numérique utilisé, une distribution 
homogène et uniforme des contraintes est calculée dans chaque couche de l'assemblage 
après le refroidissement à l'air (Figure B.II-10 b, d, f). Le gradient de contraintes calculé dans 
l'épaisseur de chaque couche de l'assemblage à l'issue du refroidissement à l'eau (Figure 
B.II-6 b, d, f) s’est donc uniformisé au cours du refroidissement à l’air. Ce gradient de 
contraintes était en effet  généré par le fort gradient de température occasionné par la 
douche froide à l'eau appliquée sur la surface externe de l'assemblage chaud (Figure B.II-3 
a).  
 
La Figure B.II-11 compare les niveaux de contraintes interfaciales calculés avec le modèle 
thermo-viscoélastique après le refroidissement à l'eau suivi du refroidissement à l'air. 
 
 
Figure B.II-11 : Comparaison de l'évolution des contraintes aux interfaces acier/FBE (FBE) et PE/FBE (PE) à 
l'issue des étapes de refroidissement à l'eau puis à l'air ambiant avec le modèle thermo-viscoélastique 
 
Après refroidissement à l'air, même loin des effets de bords, les contraintes interfaciales 
restent toujours plus élevées qu'après refroidissement à l'eau. Les contraintes résiduelles 
accumulées durant cette deuxième étape de refroidissement lent représentent presque le 
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Après refroidissement à l'eau, une contrainte résiduelle de 3,5 MPa est calculée dans la 
couche de PE, près de l'interface FBE/PE avec le modèle thermo-viscoélastique. Cette 
contrainte augmente fortement après refroidissement à l'air et atteint 6,7 MPa.  
 
Critère de Tresca à l’interface PE/FBE (PE) à 0,2 m du bord  
Tresca (MPa)  Elastique  Plastique  Viscoélastique  
Après refroidissement à l’eau  16,6  16,5  3,5  
Après refroidissement à l’air  32,0  26,1  6,7  
% d'augmentation 92 58 91 
Critère de Tresca à l’interface FBE/Acier (FBE) à 0,2 m du bord  
Tresca (MPa)  Elastique  Plastique  Viscoélastique  
Après refroidissement à l’eau  3,6  3,6  1,6  
Après refroidissement à l’air  5,7  5,7  3,4  
% d'augmentation 58 58 112 
Tableau B.II-3 : Niveaux de contraintes calculés loin des effets de bords avec les trois modèles de 
comportement thermomécaniques aux interfaces acier/FBE et FBE/PE 
 
A l'interface acier/FBE, identifiée comme la zone la plus critique sur des pipelines en 
service, les contraintes calculées sont de l'ordre de 3-6 MPa à l'issue des deux étapes de 
refroidissement. C’est l’interface où les liaisons sont les plus faibles initialement et les plus 
sensibles à l’eau. Legghe [13] a mis en évidence par des essais d'adhérence par 
arrachement qu'après quelques heures d'immersion d'un assemblage acier/FBE dans de 
l'eau déminéralisée à +60°C, l'adhérence résiduelle était inférieure à 10 MPa. Ainsi, nos 
calculs montrent que les effets combinés des contraintes internes et de l'eau peuvent 
s'avérer critiques vis à vis de la durabilité de l'assemblage. 
 
 
II. OPTIMISATION DES EPAISSEURS DU REVETEMENT 
 
L'objectif de cette étude est d'estimer l'impact de l'épaisseur du revêtement sur les 
contraintes internes accumulées au sein du tube revêtu à l'issue de sa mise en œuvre 
industrielle. Le processus de refroidissement à l'eau de l'assemblage tricouches est donc 
simulé. Une attention particulière est portée sur l’influence des épaisseurs du PE ou du FBE 
sur les contraintes maximales calculées dans le tube revêtu, mais également sur les 
contraintes résiduelles loin des effets de bords. Pour des raisons de temps de calcul, cette 
étude est réalisée avec le modèle thermo-élastique. 
 
 




II.1. INFLUENCE DE L'EPAISSEUR DU FBE 
 
Les spécifications actuelles de GRTgaz exigent que les revêtements tricouches soient mis en 
œuvre avec une épaisseur de FBE supérieure ou égale à 125 µm [14]. Il y a quelques années, 
les tubes étaient plutôt mis en œuvre avec des épaisseurs de FBE variant entre 60 et 80 µm. 
Nous avons donc fait varier l'épaisseur du FBE entre 10 et 500 µm, tous les autres 
paramètres de l'étude restant constants.  
 
La Figure B.II-12 montre que la contrainte maximale dans le tube revêtu est inversement 
proportionnelle à l'épaisseur de la couche de FBE. Cette contrainte diminue de 148 à 104 
MPa pour une épaisseur de FBE variant de 10 à 125 µm. Pour des épaisseurs de FBE 
supérieures ou égales à 125 µm, la contrainte maximale calculée dans l'assemblage reste 
quasiment constante et de l'ordre de 100 MPa.  
 
Loin des effets de bords, l'épaisseur du FBE n'a presque pas d'influence sur les contraintes 
interfaciales. En effet, lorsque l'épaisseur du FBE varie entre 10 et 500 µm, les contraintes 
calculées dans la couche de FBE près de l'interface acier/FBE sont de l'ordre de 3 à 4 MPa, 
tandis que les contraintes calculées dans la couche de PE près de l'interface PE/FBE sont de 




Figure B.II-12 : Influence de l'épaisseur du FBE sur la contrainte maximale calculée avec le modèle thermo-
élastique à l'issue de l'étape de refroidissement à l'eau de l'assemblage tricouches 
 
De manière à minimiser les concentrations de contraintes aux extrémités de l'assemblage, 





















Epaisseur du FBE (µm)




accord avec les recommandations actuelles de GRTgaz qui exigent également l’application 
d’une épaisseur minimale de 125 µm de primaire d'adhérence [14]. 
 
II.2. INFLUENCE DE L'EPAISSEUR DU PE 
 
L'épaisseur de la couche de polyéthylène dépend des caractéristiques géométriques du tube 
en acier. Elle est fonction notamment du diamètre et de l'épaisseur du tube acier. 
L'épaisseur minimale de PE est calculée à partir de l'Equation B.II-2 [14]. ePE et eacier 
représentent les épaisseurs respectives de la couche de PE et du tube en acier et D est le 
diamètre extérieur du tube en acier. Ainsi, pour un tube en acier dont le diamètre extérieur 
est de 610 mm et dont l'épaisseur est de 7,3 mm comme c'est le cas dans cette étude, une 
épaisseur minimale de PE de 3,1 mm est recommandée par GRTgaz. 
 
acierPE eDe  022,00022,06,1  Equation B.II-2 
 
Classiquement, les épaisseurs de PE appliquées varient entre 2 et 5 mm. Dans l'étude 
numérique, l'épaisseur du PE varie entre 0,6 et 5,8 mm, tous les autres paramètres de 
l'étude restant constants. La Figure B.II-13 montre que la contrainte maximale calculée dans 
le tube revêtu augmente quasiment linéairement avec l'épaisseur de la couche de PE. Cette 
évolution quasi linéaire peut être due au choix d’un comportement linéaire pour décrire le 
PE. Lorsque l'épaisseur de la couche de PE varie entre 0,6 et 5,8 mm, la contrainte maximale 
aux bords du tube augmente de 50 à 120 MPa. Ces valeurs largement surestimées montrent 
la nécessité d’utiliser une loi thermo-viscoélastique pour étudier cette zone particulière. 
 
 
Figure B.II-13 : Influence de l'épaisseur du PE sur la contrainte maximale calculée dans le tube revêtu à l'issue 
de l'étape de refroidissement à l'eau de l'assemblage (modèle thermo-élastique) 
 
y = 12,32x + 54,15 







































Epaisseur du topcoat en PE (mm) 




La Figure B.II-14 montre l'influence de l'épaisseur du topcoat en polyéthylène sur les 
contraintes résiduelles calculées près des interfaces.  
 
 
Figure B.II-14 : Influence de l'épaisseur du topcoat en polyéthylène sur les contraintes résiduelles calculées 
avec le  modèle thermo-élastique loin des effets de bord et près des interfaces PE/FBE ou Acier/FBE  
 
Loin des effets de bords, les contraintes calculées dans la couche de FBE près de l'interface 
acier/FBE sont quasiment indépendantes de l'épaisseur du PE et sont de l'ordre de 4 MPa. 
Les contraintes calculées dans la couche de PE près de l'interface PE/FBE sont inversement 
proportionnelles à l'épaisseur du topcoat. Ainsi, lorsque l'épaisseur de PE augmente de 0,6 à 
4,2 mm, les contraintes diminuent de 20 à 15 MPa, et pour des épaisseurs de PE supérieures 
ou égales à 4,2 mm, les contraintes résiduelles restent quasiment constantes. 
 
Dans nos modèles numériques, la couche d'adhésif en polyéthylène greffée a été intégrée au 
topcoat en polyéthylène, car leurs propriétés physiques sont proches. Son épaisseur varie 
classiquement entre 200 et 300 µm. Une épaisseur de polyéthylène supérieure à 3,9 mm est 
préconisée. Cette valeur est proche de l'épaisseur minimale de polyéthylène recommandée 
par GRTgaz qui est de 3,1 mm (cf. Equation B.II-2). 
 
Le Tableau B.II-4 compare les caractéristiques géométriques d'un tube revêtu couramment 
mis en œuvre pour le réseau de transport GRTgaz [14], à celles d'un tube revêtu optimisé 
par le calcul numérique, de manière à minimiser les contraintes internes dans l'assemblage 
tricouches. Les caractéristiques géométriques du tube revêtu optimisé sont similaires à 












































































Tube revêtu typique 
du réseau de transport 
GRTgaz 




Diamètre (mm) 602,7 
Epaisseur (mm) 7,3 
Epaisseur du FBE (µm) ≥ 125 ≥ 125 
Epaisseur de l'adhésif (µm) 200 - 300 
Epaisseur du PE (mm) ≥ 3,1 ≥ 3,9 
Tableau B.II-4 : Bilan de l'optimisation des caractéristiques géométriques du tube revêtu 
 
Une épaisseur de revêtement est proposée de manière à minimiser les contraintes internes 
au sein de l'assemblage tricouches à l'issue de sa mise en œuvre industrielle. Des 
épaisseurs supérieures à 125 µm sont recommandées pour la couche de FBE, tandis que des 
épaisseurs supérieures à 3,9 mm sont proposées pour la couche de PE. Ces 
recommandations sont en bon accord avec les exigences actuelles de GRTgaz. 
 
Au regard des résultats présentés sur les Figure B.II-12 et Figure B.II-13, la couche de PE a 
une plus forte influence sur les contraintes internes au sein du tube revêtu en comparaison à 
la couche de FBE, ce qui est cohérent avec les valeurs de coefficient de dilatation thermique 
du PE et du FBE qui sont respectivement de 175.10-6 K-1 et 24.10-6 K-1. En effet, les 
contraintes d'origine thermique sont proportionnelles au différentiel de coefficient de 
dilatation thermique entre le revêtement et le substrat (cf. Equation B.I-4). Ce résultat est 
aussi cohérent avec les travaux de Xu et al. [15]. Ils ont en effet montré que dans un 
assemblage tricouches, les forces motrices qui pilotaient les phénomènes de décollement du 
revêtement étaient plus sensibles à l'épaisseur du topcoat, qu'à l'épaisseur de la couche 
intermédiaire entre le substrat et le topcoat. Par ailleurs, l'énergie élastique stockée lors de 
la déformation d'un adhésif est proportionnelle à son épaisseur (cf. Partie B, Chapitre I, 
Equation B.I-7). L'épaisse couche de polyéthylène est donc plus susceptible d'initier les 




III. SIMULATION NUMERIQUE DE LA RELAXATION DES CONTRAINTES  
 
III.1. CONTEXTE INDUSTRIEL 
 
Juste après leur mise en œuvre, les tubes revêtus sont stockés à l'air ambiant, le temps 
d'être acheminés vers des sites de pose de pipelines. Cette période de stockage varie 
classiquement entre 6 mois et un an, mais elle peut s'étendre sur des durées plus longues. 
Au cours de cette période, le PE ou le FBE sont encore capables de relaxer tout ou une partie 




des contraintes accumulées lors de la mise en œuvre de la structure. L’objectif de cette 
partie est d'estimer les contraintes résiduelles dans l'assemblage à l'issue d'une année de 
stockage à température ambiante (20°C). 
 
III.2. DONNEES D'ENTREES 
 
Pour pouvoir évaluer la capacité du PE ou du FBE à relaxer les contraintes, des essais de 
relaxation sont effectués. Lors d'un essai de relaxation en quasi-statique, à partir d'un 
instant initial t = t0, une déformation  instantanée ε0 est appliquée à l'éprouvette et cette 
sollicitation est maintenue constante durant l'essai (Figure B.II-15 a).  
 
 
Figure B.II-15 : Principe de l'essai de relaxation des contraintes 
 
La contrainte résultante σ (t, ε0) est suivie en fonction du temps (Figure B.II-15 b). Lorsqu'on 
impose une déformation à un matériau viscoélastique, le matériau retourne 
progressivement dans un état plus stable et la contrainte met un certain temps à atteindre 
sa valeur finale. 
 
Des essais de traction uniaxiale ont été réalisés à température ambiante sur une machine de 
traction MTS DY25 ADAMEL LHOMARGY. Les essais sont effectués sur des éprouvettes 
haltères H2 (norme ISO 527-3:1995). Les films de FBE ont été mis en œuvre au laboratoire 
par poudrage électrostatique de la peinture poudre sur une plaque en acier préchauffée à 
220°C. Le PE est issu d'une découpe suite à une mise en œuvre industrielle de revêtement 
tricouches. Des taux de déformation respectifs de 2 et 4% sont appliqués aux FBE et au PE, 
puis l'évolution de la contrainte au cours du temps est enregistrée (Figure B.II-16). 
 
Ces essais de relaxation sur éprouvette haltère sont simulés par le calcul numérique, de 
manière à déterminer les données d'entrée rendant compte de la relaxation la plus proche 
des matériaux réels. Seule la zone utile de l'éprouvette haltère, dont les dimensions sont de 
















interpolation linéaire et réduction des points d'intégration (CPS4R) est effectué. Le maillage 
est réalisé par la technique « Structured ». La discrétisation de la géométrie a été réalisée 
manuellement sur chacun des segments par le choix du nombre de nœuds (42 nœuds dans 
la longueur et 5 nœuds dans la largeur de la zone utile). La déformation initiale de 
l'éprouvette est appliquée au moyen d'une première étape avec un calcul en statique, où un 
déplacement est imposé à la zone utile. Le déplacement initial imposé à l'éprouvette est 
déterminé par méthode inverse, de manière à ce que la contrainte initiale générée par la 
mise en charge corresponde à la contrainte initiale mesurée lors de l'essai de relaxation. 
L'évolution de la contrainte au cours du temps est ensuite modélisée par une seconde étape 
avec un calcul de type « visco » dont la durée a été arbitrairement fixée à 10000 s.  
 
 
Figure B.II-16 : Evolutions de la contrainte du PE et du FBE au cours du temps lors d’essais expérimentaux, 
ainsi qu'avec le modèle numérique 
 
Les seules données d'entrée matériaux utilisées pour réaliser ces calculs concernent 
l'élasticité et la viscoélasticité des matériaux. Les données d'élasticité du PE et du FBE sont 
spécifiées dans le Tableau B.II-5. Il s'agit des modules d’Young et des coefficients de Poisson 
des matériaux  à température ambiante. 
 
Matériaux E (GPa) ν 
FBE 2,90 0,33 
PE 1,03 0,42 





















PE : Points expérimentaux FBE : Points expérimentaux 
Simulation de la relaxation du PE Simulation de la relaxation du FBE 




La viscoélasticité des matériaux peut être simulée sur ABAQUS, soit en introduisant des 
paramètres normés à partir des données brutes issues de nos essais de relaxation, soit par 
une série de Prony en déterminant les paramètres de la série. Nous avons choisi cette 
seconde méthode. La viscoélasticité linéaire des matériaux est souvent exprimée à l'aide du 
modèle généralisé de Maxwell. Ce modèle considère que la relaxation des contraintes ne se 
produit pas en un seul temps caractéristique, mais par une distribution de temps 
caractéristiques. En effet, au sein d'un polymère, il existe une distribution de longueur de 
chaînes des segments moléculaires qui induit une distribution des temps de relaxation du 
matériau. Le module de relaxation peut être exprimé comme la somme de différents 
ressorts et amortisseurs mis en parallèle (Figure B.II-17). Le développement de la fonction 
relaxation en somme d'exponentielles est appelé série de Prony. 
 
 
Figure B.II-17 : Représentation schématique du modèle de Maxwell généralisé 
 
Aux petites déformations, la série de Prony associée aux modules de relaxation gR (t), peut 
être décrite par l'Equation B.II-3. Nous nous plaçons dans l'hypothèse de petites 
déformations, car à l'issue des étapes de refroidissement du revêtement tricouches, les taux 
de déformation calculés dans les directions radiale et longitudinale étaient respectivement 






















 Equation B.II-3 
 
Une bonne régression des courbes de relaxation du PE et du FBE est obtenue avec une série 
de Prony d'ordre 3. Les paramètres ayant conduit à la meilleure adéquation entre nos points 
expérimentaux et les résultats du calcul numérique (Figure B.II-16) sont présentés dans le 
Tableau B.II-6. Ces paramètres ont été déterminés par la méthode des moindres carrés et la 












Paramètres de  la série 
de prony d'ordre 3 
1 2 3 
PE 
gi 0,3 0,26 0,22 
τi (s) 30 1000 1,5 
FBE 
gi 0,06 0,064 0,094 
τi (s) 1500 10000 100 
Tableau B.II-6 : Paramètres numériques de la série de Prony d'ordre 3 simulant la relaxation réelle du PE et 
du FBE à température ambiante 
 
III.3. CONDITIONS DU CALCUL  
 
Un calcul de type « visco » en 2D utilisant des éléments quadrangulaires à interpolation 
linéaire et réduction des points d'intégration (CAX4R) est effectué. Le maillage est réalisé par 
la technique « Structured ». Il s'agit du maillage classique présenté dans le Chapitre I, 
Tableau B.I-4. Les conditions du calcul sont présentées sur la Figure B.II-18.  
 
Aucune charge particulière n'est appliquée sur l'assemblage. Par contre, l'état de contrainte 
généré à l'issue du refroidissement à l'air est importé dans l'étape initiale de ce calcul. Nous 
négligeons les faibles déformations générées par la mise en œuvre du revêtement 
tricouches pour nous focaliser sur les contraintes résiduelles dans l'assemblage. Trois calculs 
distincts ont été effectués à partir des états de contraintes calculés par les modèles thermo-
élastique, thermo-élasto-plastique et thermo-viscoélastique (Figure B.II-10).  
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Comme c'était déjà le cas avec la simulation numérique de l'essai de relaxation sur des 
éprouvettes haltères, seules les données d'élasticité et de viscoélasticité des matériaux à 
température ambiante sont introduites dans les modèles numériques. Le Tableau B.II-7 
présente les modules de Young et les coefficients de Poisson utilisés pour ces calculs.  
 
Matériaux E (GPa) ν 
Acier 210 0,3 
FBE 2,90 0,33 
PE 1,03 0,42 
Tableau B.II-7 : Données d'entrée concernant l'élasticité de l'acier, du FBE et du PE 
 
Les paramètres de viscoélasticité du PE et du FBE injectés dans les modèles sont ceux définis 




La Figure B.II-19 présente les cartographies de contraintes obtenues à l'issue d'une année de 
stockage du tube revêtu à température ambiante.  
 
Après refroidissement à l'air, les contraintes maximales calculées dans le tube revêtu par les 
modèles thermo-élastique, thermo-élasto-plastique et thermo-viscoélastique étaient 
respectivement égales à 144 MPa, 54 MPa et 29 MPa (Figure B.II-10 a, c, e). Après une 
année de stockage à température ambiante, ces contraintes maximales ne sont plus que de 
46 MPa, 29 MPa et 11 MPa (Figure B.II-19 a, b, c). Une forte relaxation de contraintes est 
donc calculée. 
 
Loin des effets des bords, les contraintes résiduelles calculées à partir des cartographies 
thermo-élastique (Figure B.II-10 b) et thermo-élasto-plastique (Figure B.II-10 d) sont 
inférieures à 10 MPa (Figure B.II-19 d et e). Les contraintes résiduelles calculées à partir des 
cartographies thermo-viscoélastique (Figure B.II-10 f) sont quant à elles inférieures à 4 MPa 
(Figure B.II-19 f).  
 





Figure B.II-19 : Cartographies des champs de contraintes à l'issue d'une année de stockage à l'extrémité (a, b, 
c) et au centre (d, e, f) du tube revêtu calculés en important initialement l'état final de contraintes généré 
par les deux processus de refroidissement ayant conduit à une température de l'assemblage de 20°C à partir 
des modèles thermo-élastique (a, d), thermo-élasto-plastique (b, e) et thermo-viscoélastiques (c, f) 
 
Les Figure B.II-20 et Figure B.II-21 tracent les évolutions des contraintes résiduelles aux 
interfaces Acier/FBE et PE/FBE au cours des premières heures de relaxation. Très 
rapidement, une partie des contraintes générées par la mise en œuvre du revêtement 
tricouches est relaxée. Au bout de deux heures, les contraintes de l'assemblage tricouches 




































Figure B.II-20 : Evolution des contraintes résiduelles au cours du temps à l'extrémité du tube revêtu dans la 
couche de FBE près de l'interface Acier/FBE (a) ou dans la couche de PE près de l'interface PE/FBE (b)  
 
 
Figure B.II-21 : Evolution des contraintes résiduelles au cours du temps au centre du tube revêtu dans la 
couche de FBE près de l'interface Acier/FBE (a) ou dans la couche de PE près de l'interface PE/FBE (b)  
 
Le Tableau B.II-8 compare les niveaux de contraintes après une année de stockage du tube 
revêtu à température ambiante, aux contraintes générées par les deux étapes de 
refroidissement de l'assemblage, suite à la mise en œuvre du revêtement tricouches.  
 
Au regard des contraintes maximales calculées dans le tube revêtu à l'issue des étapes de 
refroidissement, les contraintes maximales calculées en extrémité du tube sont fortement 
relaxées après un an de stockage avec un pourcentage de relaxation variant entre 55 et 75%.  
Loin des effets de bord, comme le laissaient déjà entrevoir les essais de relaxation effectués 
sur le PE et le FBE (Figure B.II-16), le pourcentage de relaxation de la couche de PE (75 %) est 
largement supérieur à celui de la couche de FBE (15 %).  
 
Après une année de stockage, les contraintes résiduelles calculées dans la couche de PE près 

































































































thermo-élastique ou thermo-élasto-plastique sont toujours supérieures à celles calculées 
dans la couche de FBE, près de l'interface acier/FBE (5 MPa). En revanche, les contraintes 
résiduelles calculées aux interfaces acier/FBE (3 MPa) à partir de la cartographie thermo-
viscoélastique, deviennent légèrement supérieures à celles de l'interface PE/FBE (2 MPa).  
A l'issue des étapes de refroidissement, l'interface PE/FBE était l'interface la plus critique. 
Au cours du temps, du fait de la forte relaxation de la couche de PE en comparaison à la 




Cycle de vie du 
pipeline  
PE / FBE (PE)  FBE / Acier (FBE)  
Critère de Tresca (MPa)  
τmin  τmax  τmin  τmax  
Elastique  
Mise en œuvre : 
Refroidissement 
32,0  54,2  5,7  128,6  
Stockage : 1an  8,2  16,1  4,8  45,5  
% de relaxation  74  70  16  65  
Plastique  
Mise en œuvre : 
Refroidissement 
26,1  29,6  5,7  53,5  
Stockage : 1an  6,7  9,3  4,8  23,7  
% de relaxation  74  69  16  56  
Viscoélastique  
Mise en œuvre : 
Refroidissement 
6,7  29,0  3,4  24,4  
Stockage : 1an  1,7  7,1  2,9  11,0  
% de relaxation  75  76  15  55  
Tableau B.II-8 : Comparaison des niveaux de contraintes à l'issue du processus de refroidissement à l'air et 
après une année de stockage du pipeline revêtu à température ambiante; Evaluation du taux de relaxation 
aux interfaces 
 
Cette étude a donc mise en évidence que l'assemblage tricouches était à même de relaxer 
une partie des contraintes emmagasinées lors de la mise en œuvre du revêtement. Le 
polyéthylène étant capable de relaxer beaucoup plus de contraintes que le primaire époxy, 
une forte relaxation de contraintes ( 75%) est calculée dans la couche de polyéthylène de 
l'assemblage, ainsi qu'à l'interface PE/FBE. La relaxation des contraintes dans la couche de 
FBE est plus modérée ( 15%). Aussi, au cours du temps, l'interface critique devient 
progressivement l'interface acier/FBE, alors qu'à l'issue du refroidissement du tube revêtu, 
l'interface critique était l'interface PE/FBE. Un état d'équilibre est atteint dans les quelques 
heures suivant la mise en œuvre du tube revêtu. 
 
 






Ce travail démontre l'intérêt du calcul numérique pour quantifier les contraintes internes 
dans l'assemblage tricouches. Les trois modèles numériques basés sur des lois mécaniques 
distinctes (élastique, élasto-plastique et viscoélastique) aboutissent tous à des champs de 
températures et des champs de déplacement en cohérence avec les observations 
expérimentales effectuées sur sites industriels. La pertinence de l'outil numérique pour 
simuler les échanges thermiques réels ainsi que les déplacements au sein du pipeline revêtu 
est donc validée. 
 
L'utilisation d'un modèle thermo-viscoélastique prenant en compte la dissipation d’énergie 
depuis la mise en œuvre jusqu’à la mise en service des matériaux polymères conduit à des 
valeurs réalistes des contraintes internes. En effet, les résistances au cisaillement du PE et du 
FBE sont de l'ordre de 25-30 MPa. Après refroidissement de l'assemblage à température 
ambiante, une zone de concentration de contraintes est calculée près des bords du tube 
revêtu avec une intensité maximale de contraintes égale à 29 MPa. Loin des effets de bords, 
les contraintes résiduelles sont inférieures à 10 MPa.  
 
Les modèles thermo-élastique ou thermo-élasto-plastique permettent de valider rapidement 
l'influence de différents paramètres du procédé d'application. L'influence des épaisseurs des 
couches du revêtement a ainsi pu être étudiée avec le modèle thermo-élastique. Des 
épaisseurs de FBE et de PE minimisant les contraintes internes après refroidissement à l'eau 
du tube revêtu sont proposées. Pour la géométrie de tube en acier étudiée, les épaisseurs de 
revêtement optimisées par le calcul numérique (eFBE ≥ 125 µm et ePE ≥  3,9 mm) sont assez 
similaires à celles actuellement recommandées par GRTgaz et mises en œuvre pour les 
besoins du réseau de pipelines (eFBE ≥ 125 µm et ePE ≥  3,1 mm). 
 
Nous avons mis en évidence qu'au cours du temps l'assemblage tricouches était capable de 
relaxer une partie des contraintes emmagasinées lors de sa mise en œuvre. Un fort 
pourcentage de relaxation de la couche de PE est calculé (75%), tandis qu'un pourcentage 
modéré de relaxation est calculé pour la couche de FBE (15%). Le calcul numérique montre 
qu'après quelques heures de stockage, les tubes revêtus ont quasiment atteint un état de 
contraintes minimales.  
 
Après refroidissement de l'assemblage tricouches, l'interface la plus critique est l'interface 
FBE/PE, ce qui est cohérent avec les quelques cas de décollements observés à l'interface 
FBE/adhésif PE. Au cours du temps, du fait de la forte capacité de relaxation du PE, 
l'interface critique devient progressivement l'interface acier/FBE. Des contraintes résiduelles 
subsistent au sein de l'assemblage et pourraient contribuer aux phénomènes de 
décollement observés sur des pipelines en service, notamment suite à une diffusion d’eau à 




cette interface. Le chapitre III s'attachera donc à quantifier les niveaux de contraintes dans 
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Ce chapitre propose de quantifier les contraintes résiduelles dans un pipeline revêtu en 
service, ainsi que leurs évolutions au cours du temps dans un environnement humide. En 
effet, les pipelines sont enterrés dans des sols et assurent le transport de fluides plus ou 
moins chauds et sous pression. L’influence de la pression interne et des températures de 
service sur les contraintes résiduelles au sein de l'assemblage tricouches seront donc 
étudiées. Un retour d'expérience permettra aussi de quantifier les contraintes internes au 
sein du revêtement tricouches d'un pipeline en service. Enfin, dans des environnements 
humides, l'eau diffuse à travers le revêtement tricouches et modifie les contraintes internes 
au sein de l'assemblage. Les temps de diffusion à travers le revêtement tricouches seront 




I. MISE EN SERVICE D'UN PIPELINE : EFFETS DE LA PRESSION 




Des milliers de kilomètres de canalisations en acier sont enterrées pour assurer le transport 
du gaz naturel sous pression. Les réseaux de transport sont composés de tronçons de 
conduites et d'ouvrages connexes remplissant des fonctions précises afin d’acheminer dans 
des conditions optimales les fluides distribués. Les stations d'injection constituent les points 
d'entrée du réseau de transport. Les stations de compression sont réparties régulièrement le 
long des réseaux de transport pour maintenir la pression et la vitesse du gaz dans les 
canalisations. Les postes de livraison assurent la livraison du gaz naturel chez les industriels 
ou dans les réseaux aval de distribution. Ces postes assurent généralement des fonctions de 
détente, de réchauffage, de filtrage ou de mesurage du gaz.  
 
La structure métallique est dimensionnée de manière à assurer le bon fonctionnement du 
pipeline sous pression. L'épaisseur, le diamètre et la nuance d'acier sont déterminés en 
fonction de la pression maximale de service (PMS) à laquelle la canalisation sera soumise. La 











 Equation B.III-1 
 
où Re est la limite d'élasticité de la nuance d'acier utilisée, eacier et øacier représentent 
respectivement l'épaisseur et le diamètre nominal intérieur du tube en acier, tandis que FC 
est un coefficient de sécurité, qui dépend de la catégorie d'emplacement du tube. La 




catégorie d'emplacement A correspond par exemple à une canalisation placée en milieu 
rural sans équipement sensible à proximité. 
 
Dans ce travail de thèse, la géométrie d'une des canalisations les plus courantes du réseau 
de transport GRTgaz est modélisée. Il s'agit d'un tube en acier de 7,3 mm d'épaisseur et de 
602,7 mm de diamètre intérieur. GDF SUEZ recommande alors l'utilisation de nuances 
d'acier présentant une limite d'élasticité de 383 MPa. Ces canalisations sont prévues pour un 
fonctionnement à 72% de la limite d'élasticité de l'acier dans des catégories d'emplacement 
A où le coefficient de sécurité est égal à 0,73. Dans cette configuration, d'après l'Equation 
B.III-1, la pression maximale de service est donc de 6,77 MPa.  
 
Par ailleurs, sur le réseau de transport GRTgaz, les canalisations en acier revêtues par du 
polyéthylène tricouches assurent le transport du gaz naturel à des températures supérieures 
à -20°C et qui n'excèdent pas +60°C. Aussi, nous nous intéresserons à l'influence de la 
température du gaz circulant à l'intérieur de la canalisation, mais également à celle de la 
température du sol dans lequel les canalisations sont enterrées, sur les contraintes 
interfaciales au sein du pipeline revêtu. Dès lors, 3 cas seront étudiés : les deux extrêmes où 
la température du gaz est de -20°C ou de +60°C, avec une température du sol égale à +20°C, 
et un des cas les plus courants, où le gaz et le sol sont à la même température moyenne de 
+15°C (Tableau B.III-1). 
 
 
Cas (a) Cas (b) Cas (c) 
Tsol (°C) 20 15 20 
Tgaz (°C) -20 15 60 
Tableau B.III-1 : Présentation des 3 cas de températures étudiés 
 
L’objectif est la mise en évidence des effets combinés de la pression interne du gaz et des 
températures du gaz et du sol sur l'état de contraintes au sein de l'assemblage tricouches. 
 
I.2. CONDITIONS DU CALCUL 
 
Un calcul thermomécanique couplé en 2D1/2 utilisant des éléments quadrangulaires à 
interpolation linéaire et réduction des points d'intégration (CAX4RT) est effectué. Le maillage 
est réalisé par la technique « Structured ». Il s'agit du maillage classique, dont les 
caractéristiques sont décrites dans la Partie B, Chapitre I, Tableau B.I-4. Les conditions du 
calcul sont détaillées sur la Figure B.III-1. 
 
Une pression interne de 6,77 MPa est appliquée sur la surface interne du tube en acier. C'est 
la pression maximale de service à laquelle cette géométrie de pipeline peut être soumise. 




Deux conditions aux limites de température sont imposées sur la surface interne de la 
structure métallique en contact avec le gaz et sur la surface externe de l'assemblage en 
contact direct avec le sol. Les valeurs de température qui seront étudiées sont précisées 
dans le Tableau B.III-1. La jonction entre l'acier et le FBE, mais également entre le FBE et le 
PE est toujours assurée par un contact de type « TIED ». 
 
 
Figure B.III-1 : Chargement et conditions aux limites de la mise en service de l'assemblage tricouches 
 
Au regard des résultats précédents, le modèle thermo-viscoélastique est le plus pertinent. 
Cette étude s'appuie donc sur ce modèle numérique, dont les données d'entrée sont 
précisées dans les Tableaux B.I-2, B.I-3 et B.II-5. 
 
L'état de contrainte généré à l'issue d'une année de stockage à l'air ambiant à +20°C est 
importé (cf. Figures B.II-19 c & f) dans le modèle pour définir l’état initial des contraintes. 
Les très faibles déformations induites par les processus de relaxation durant la période de 
stockage sont négligées dans ce calcul. Les taux de déformation calculés dans les directions 
radiale et longitudinale sont inférieurs à 0,05 %,  
 
I.3. RESULTATS DU CALCUL 
 
I.3.1. CHAMPS DE TEMPERATURE 
 
La Figure B.III-2 présente la distribution des températures dans l'assemblage tricouches 




































Comme les couches de PE et de FBE sont de bons isolants thermiques [2] et que l'acier est 
un bon conducteur thermique [3], lorsque les températures du gaz et du sol diffèrent, un 
fort gradient thermique s'établit entre la surface interne en acier en contact direct avec le 
gaz et la surface externe en polyéthylène en contact direct avec le sol (Figure B.III-2 a et c). 
En revanche, lorsque les températures du gaz et du sol sont identiques, une température 
uniforme est logiquement calculée dans l'assemblage (Figure B.III-2 b). 
 
 
Figure B.III-2 : Cartographies des températures dans le pipeline revêtu après mise en service pour les 3 
distributions de températures étudiées - Résultats obtenus avec le modèle thermo-viscoélastique 
 
La Figure B.III-3 trace les évolutions de température dans l'épaisseur du pipeline revêtu dans 
les trois cas étudiés.  
 
 
Figure B.III-3 : Distribution des températures dans l'épaisseur du pipeline revêtu après mise en service avec 
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Dans le cas (a) où la température interne du gaz est de -20°C et la température du sol est de 
+20°C, la température de la structure métallique dont la surface interne est en contact direct 
avec le gaz varie légèrement entre -20 et -18°C. Le tube en acier est pratiquement à la même 
température que le fluide qui circule à l'intérieur. La température de la fine couche isolante 
de FBE varie entre -18 et -16°C, et le gradient thermique de l'épaisse couche isolante de 
polyéthylène est encore plus marqué avec une température qui varie entre -16°C (sur la 
surface interne en contact avec le FBE) et +20°C (sur la surface externe en contact direct 
avec le sol). Dans le cas (b), où les températures du gaz et du sol sont égales à +15°C, la 
température est aussi la même dans toute l'épaisseur du pipeline revêtu. De manière 
analogue au cas (a), dans le cas (c) où la température interne du gaz est de +60°C et la 
température du sol est de +20°C, la température de la structure métallique varie légèrement 
entre +60 et +58°C. La température de la couche de FBE varie entre +58 et +55°C, et un fort 
gradient thermique entre +55 et +20°C est observé dans l'épaisse couche de polyéthylène. 
Le même gradient de température est calculé sur toute la longueur du pipeline. 
 
I.3.1. CHAMPS DE CONTRAINTES 
 
Le réseau de pipelines est constitué de canalisations mises bout à bout et assemblées par 
soudage. A cet effet, les extrémités des tubes revêtus sont chanfreinées. On parle 
couramment de « cutback ». Les opérations mécaniques d'enlèvement du revêtement à 
l'extrémité du tube ainsi que l'échauffement généré par la soudure doivent certainement 
modifier l'état de contraintes aux bords de l'assemblage tricouches mais ces phénomènes 
n'ont pas été pris en compte dans ce travail de Thèse. Aussi, nous nous focaliserons sur les 
contraintes loin des extrémités du tube revêtu.  
 
La Figure B.III-4 présente les cartographies des contraintes calculées à partir du critère de 
Von Mises, ainsi que la distribution des contraintes dans la direction circonférentielle, dans 
laquelle la pression interne du gaz est exercée. Comme nous pouvions nous y attendre, la 
pression interne est principalement supportée par la structure métallique. 
 
Le critère de Von Mises est un critère énergétique qui permet de se positionner par rapport 
à la limite élastique d'un matériau. On parle aussi de critère de « l'énergie de distorsion 
élastique ». En contraintes planes, son expression est donnée par l'Equation B.III-2. 
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Si on veut rester dans le domaine élastique, l'énergie ne doit pas dépasser une valeur limite. 
En prenant comme référence la traction uni-axiale, la valeur critique doit être inférieure à la 
limite d'élasticité Re du matériau (Equation B.III-3). 
eMises R  Equation B.III-3 




Pour la géométrie étudiée, des nuances d'acier dont la limite d'élasticité est de 383 MPa 
sont utilisées. En service, la contrainte maximale calculée dans la structure métallique selon 
le critère de Mises est égale à 290 MPa, 287 MPa ou 286 MPa, lorsque les températures 
internes du gaz sont respectivement fixées à -20°C, +15°C ou +60°C (Figure B.III-4 a, b, c). 
Dans tous les cas, la contrainte maximale calculée selon le critère de Mises représente 
environ 75% de la limite d'élasticité de l'acier (383 MPa).  
 
 
Figure B.III-4 : Cartographies des champs de contraintes loin des bords du pipeline revêtu selon le critère de 
Misès (a, b, c ) ou dans la direction circonférentielle (d, e, f) calculés dans le cas (a) où la température du gaz 
est de -20°C (a, d), dans le cas (b) où la température du gaz est de +15°C (b, e) et dans le cas (c) où la 






































Par ailleurs, dans la catégorie d'emplacement A, à la pression maximale de service, la 
structure métallique est dimensionnée pour une sollicitation maximale de la canalisation en 
acier à 72% de sa limite d'élasticité. Ce dimensionnement est en bon accord avec les 
résultats numériques qui calculent une sollicitation maximale de la structure métallique à 
75% de sa limite d'élasticité. 
 
La Figure B.III-5 présente les cartographies des contraintes loin des bords du pipeline revêtu 
dans les directions radiale (S11) et longitudinale (S22) pour les trois distributions de 
température étudiées.  
 
 
Figure B.III-5 : Cartographies des champs de contraintes loin des bords du pipeline revêtu dans la direction 
radiale (a, b, c ) et longitudinale (d, e, f) calculés dans le cas (a) où la température du gaz est de -20°C (a, d), 
dans le cas (b) où la température du gaz est de +15°C (b, e) et dans le cas (c) où la température du gaz est de 





































Dans la direction radiale, loin des effets de bords, la pression exercée par le gaz sur la surface 
interne de la structure métallique induit des contraintes de compression dans l'assemblage 
tricouches, qui varient linéairement entre -6,5 MPa sur la surface interne de l'acier en 
contact avec le gaz, à -0,2 MPa sur la surface interne de l'acier en contact avec le FBE. Dans 
le revêtement, les contraintes radiales sont presque constantes. 
 
Dans la direction longitudinale, lorsque la température interne du gaz est de -20°C ou de 
+15°C, l'acier est en compression, tandis que le revêtement est en traction (Figure B.III-5 d 
et e). A l'inverse, lorsque la température interne du gaz est de +60°C, l'acier est en traction, 
tandis que le revêtement est en compression (Figure B.III-5 f). Dans tous les cas, la pression 
interne exercée par le gaz sur la paroi métallique favorise le cisaillement aux interfaces et 
notamment à l'interface acier/FBE. 
 
Etant donné que les interfaces sont principalement sollicitées en cisaillement, il est pertinent 
de s'appuyer sur le critère de Tresca pour étudier les contraintes interfaciales, comme cela a 
déjà été effectué dans les études précédentes portant sur le refroidissement de l'assemblage 
suite à l'application du revêtement tricouches ou sur la relaxation des contraintes dans le 
tube revêtu au cours du temps. Aussi, les Figure B.III-6 et Figure B.III-7 tracent les évolutions 
des contraintes calculées selon le critère de Tresca et relevées dans la couche de FBE près de 
l'interface acier/FBE ou dans la couche de PE près de l'interface PE/FBE. 
 
   
Figure B.III-6 : Evolutions des contraintes relevées dans la couche de FBE le long de l'interface acier/FBE sur 
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Figure B.III-7 : Evolutions des contraintes relevées dans la couche de PE le long de l'interface PE/FBE sur un 
pipeline revêtu en service avec une température interne du gaz égale à -20°C, +15°C ou +60°C 
 
Dans les trois cas étudiés, la pression interne exercée sur la paroi en acier est la même. Par 
contre, les conditions limites de température diffèrent. Les résultats numériques montrent 
que la distribution de températures la plus critique vis à vis du niveau de contraintes 
interfaciales correspond à celle où la température interne du gaz est de -20°C et la 
température du sol est de +20°C. Dans ce cas, les contraintes sont respectivement de 8,6 
MPa et 12,7 MPa aux interfaces acier/FBE et PE/FBE. Des niveaux de contraintes interfaciales 
plus faibles sont logiquement obtenus lorsque la température du tube métallique augmente, 
diminuant ainsi les écarts de dilatation entre les différentes couches de la structure.  
 
Les contraintes aux interfaces acier/FBE et PE/FBE sont alors de 6,7 MPa et de 2,7 MPa 
lorsque la température interne est fixée à +15°C. Elles diminuent encore et atteignent 
respectivement 4,3 MPa et 1,3 MPa, lorsque la température interne de l'acier est fixée à 
+60°C. Par ailleurs, lorsque la température de l'acier est à +60°C, la température de la 
couche de FBE varie entre +58 et +55°C, et celle de la couche de PE varie +55 et +20°C. Or, 
autour de 55°C, le module du FBE est de 2,6 GPa alors qu'il est de 2,9 GPa à température 
ambiante. De plus, le module du PE varie de 1 et 0,7 GPa entre 20 et 55°C. Il y a donc aussi 
certainement un effet de la chute des modules des polymères avec la température.  
 
Lorsque la température du gaz est supérieure ou égale à 15°C, les contraintes à l'interface 
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revanche, lorsque le gaz est injecté dans le pipeline à faible température et notamment à      
-20°C, les niveaux de contraintes deviennent plus élevés à l'interface PE/FBE. 
 
La Figure B.III-8 compare les niveaux de contraintes calculées avec le modèle thermo-
viscoélastique dans la couche de FBE, près de l'interface acier/FBE à l'issue de différentes 
étapes du cycle de vie d'une canalisation revêtue. La mise en œuvre du revêtement 
tricouches est simulée par le refroidissement de l'assemblage à l'eau (étape 1) puis à l'air 
(étape 2). Le stockage du tube revêtu pendant un an à l'air ambiant tient compte des 
phénomènes de relaxation de contraintes du revêtement (étape 3). La mise en service est 
simulée avec une pression exercée sur la paroi interne de la structure métallique et une 
température interne de l'acier fixée à -20°C, +15°C ou +60°C (étape 4 a, b ou c). L’étude se 
focalise toujours sur les niveaux de contraintes loin des extrémités du tube. 
 
 
Figure B.III-8 : Evolutions des contraintes calculées selon le critère de Tresca à l'interface acier/FBE au cours 
de différentes étapes du cycle de vie du tube revêtu 
 
Conformément aux résultats précédents, suite à la mise en œuvre du revêtement tricouches 
à chaud, les contraintes résiduelles à l'interface acier/FBE augmentent de 1,6 MPa à 3,4 MPa 
après les étapes successives de refroidissement à l'eau puis à l'air. Durant une année de 
stockage, la faible relaxation du FBE induit aussi une faible diminution des contraintes 
interfaciales qui atteignent 2,9 MPa. En service, la pression interne exercée par le gaz et la 
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à l'intérieur du tube et le sol dans lequel la canalisation est enterrée, favorisent la 
sollicitation en cisaillement de l'interface acier/FBE. Les contraintes résiduelles augmentent 
alors et deviennent supérieures ou égales à 4,3 MPa en fonction de la température interne 
du gaz. 
  
De même, la Figure B.III-9 compare les niveaux de contraintes calculées avec le modèle 
thermo-viscoélastique dans la couche de PE, près de l'interface PE/FBE à l'issue de 
différentes étapes du cycle de vie du tube revêtu.  
 
 
Figure B.III-9 : Evolutions des contraintes calculées selon le critère de Tresca à l'interface PE/FBE au cours de 
différentes étapes du cycle de vie du tube revêtu 
 
Tout comme à l'interface acier/FBE, les contraintes résiduelles à l'interface PE/FBE 
augmentent fortement de 3,5 MPa à 6,7 MPa durant les étapes de refroidissement à l'eau 
puis à l'air. La forte capacité de relaxation du polyéthylène permet de relaxer environ 75% 
des contraintes dans la couche de PE et, en conséquence, les contraintes résiduelles ne sont 
plus que de 1,7 MPa après une année de stockage. Suivant les températures auxquelles est 
soumis le pipeline en service, les contraintes résiduelles à l'interface PE/FBE peuvent être 
inférieures ou supérieures aux contraintes résiduelles à l'issue d'une année de stockage. 
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Lorsque la température interne de l'acier est de +60°C, les phénomènes de relaxation du PE 
sont prépondérants et les contraintes résiduelles atteignent 1,3 MPa. Par contre, lorsque la 
température du gaz injecté est inférieure ou égale à +15°C, les phénomènes de cisaillement 
à l'interface PE/FBE, générés par la pression du gaz sur la structure métallique et la 
distribution de température, deviennent prépondérants et les contraintes résiduelles sont 
alors supérieures à celles calculées après une année de stockage. Elles sont respectivement 
égales à 2,7 MPa ou 12,7 MPa suivant que la température du gaz soit de +15°C ou de -20°C. 
En service, lorsque la température du gaz est de -20°C, les contraintes résiduelles deviennent 
supérieures aux contraintes internes générées par la mise en œuvre du tube revêtu. Ces 
contraintes résiduelles restent néanmoins largement inférieures à la résistance à la traction 
du PE (35-40 MPa) [4] ou à la résistance au cisaillement du PE (25-30 MPa) [5]. 
 
Cette étude a montré que la pression et les températures en service favorisent la 
sollicitation en cisaillement des interfaces de l'assemblage tricouches. En service, les 
contraintes interfaciales sont donc généralement supérieures aux contraintes résiduelles 
après stockage du tube revêtu à l'ambiante (sauf à l'interface PE/FBE, dans le cas où la 
température du gaz est de +60°C). Lorsque le gaz est injecté à faible température (-20°C), 
ce qui est notamment le cas à la sortie des stations de compression, les contraintes les plus 
élevées se situent à l'interface PE/FBE. En revanche, lorsque le gaz est injecté à plus haute 
température (+15°C ou +60°C), comme c'est le cas sur la majeure partie du réseau de 
transport, les contraintes les plus élevées se situent à l'interface acier/FBE qui est donc 
l’interface la plus critique. 
 
 
II. RETOUR D'EXPERIENCE : CALCUL DES CONTRAINTES INTERNES 
DANS UN REVETEMENT TRICOUCHES PRELEVE SUR UN PIPELINE EN 
SERVICE 
 
II.1. DEMARCHE ADOPTEE 
 
Un échantillon rectangulaire de revêtement tricouches a été découpé dans la direction 
longitudinale d'un pipeline en service depuis 6 ans, et dont le revêtement n'était plus 
adhérent sur l’acier. Initialement, l'échantillon prélevé est plan. Le prélèvement est conservé 
à température ambiante, et on observe que l'échantillon se courbe progressivement. Cette 
déformation est associée à la présence des contraintes internes stockées dans le 
revêtement. De plus, la courbure générée est révélatrice de la présence d'un gradient de 
contraintes dans l'épaisseur du revêtement. La Figure B.III-10 présente la géométrie 
déformée de l'échantillon 24 heures après prélèvement. 





Figure B.III-10 : Visualisation de la déformation induite par les contraintes internes stockées dans le 
revêtement tricouches appliqué sur un tube en acier en service après décollement  
 
Afin de quantifier ces contraintes internes, la géométrie du revêtement déformé est 
reproduite dans le code ABAQUSTM. L’idée est de modéliser la mise à plat du prélèvement 
déformé et de quantifier les contraintes associées à cette opération. En s'appuyant sur un 
modèle élastique linéaire, les résultats du calcul donneront un ordre de grandeur des 
niveaux de contraintes initialement présents dans le revêtement du pipeline en service. Les 
contraintes ainsi calculées pourront être comparées aux contraintes résiduelles calculées par 
nos modèles numériques aux interfaces d'un pipeline revêtu en service. 
 
II.2. CONDITIONS DU CALCUL 
 
La géométrie modélisée est présentée sur la Figure B.III-11. Les dimensions dessinées sont 
exprimées en mm. Les propriétés du polyéthylène à température ambiante sont attribuées à 
l'échantillon avec un coefficient de Poisson de 0,42 et un module d'Young de 1,03 GPa. 
 
 
Figure B.III-11 : Géométrie modélisée sur ABAQUS
TM
 représentant l'échantillon déformé après prélèvement 





Découpe d’un échantillon de revêtement 
dans la direction longitudinale du pipeline FBE Adhésif




L’opération de mise à plat est inspirée des modélisations de mise en forme de pièces comme 
l’emboutissage, avec l'utilisation d'outils de mise en forme supposés indéformables 
(éléments rigides). Dès lors, 2 autres pièces sont également dessinées : la première sert de 
surface d'appui à l'échantillon, la deuxième permettra d'exercer un déplacement sur les 
extrémités du revêtement courbé, de manière à plaquer l'échantillon sur la surface d'appui. 
La jonction entre les deux surfaces et l'échantillon est assurée par des contacts de type         
« surface to surface contact », avec l’hypothèse d’un glissement parfait entre les surfaces 
outils et le revêtement (Figure B.III-12). 
 
 
Figure B.III-12 : Contacts entre l'échantillon et la surface d'appui ou la surface en mouvement 
 
La Figure B.III-13 présente les conditions aux limites imposées à l'échantillon et à la surface 
en mouvement. Un maintien isostatique est imposé au point d'appui entre l'échantillon et la 
surface d'appui. Lorsqu'une des extrémités du revêtement déformé est maintenue sur une 
surface plane, l'autre extrémité est localisée à 33 mm de la surface d'appui. Un déplacement 
de -33 mm est donc imposé à la surface en mouvement, de manière à remettre le 
revêtement à plat à l'issue du calcul. 
 
 
Figure B.III-13 : Conditions aux limites entre l'échantillon et la surface d'appui ou la surface en mouvement 
 
Un calcul 2D en statique  utilisant des éléments quadrangulaires à interpolation quadratique 
(CPS8) est effectué. Le maillage est réalisé par la technique « Structured ». La discrétisation 
de la géométrie a été réalisée manuellement sur chacun des segments par le choix du 
nombre de nœuds, 200 nœuds dans la longueur du prélèvement et 5 nœuds dans l'épaisseur 
du revêtement, soit un nombre total de 1000 éléments.  
Surface d’appui
Surface en mouvement
Contact 1 : Surface to surface
Maitre / Esclave





vertical de - 33 mm 




II.3. RESULTATS : EVALUATION DU CHAMPS DE CONTRAINTES 
 
La Figure B.III-14 présente les cartographies des contraintes calculées dans les directions 
radiale, longitudinale, ainsi qu'à partir du critère de Tresca. Les résultats montrent que 
des contraintes maximales de l’ordre de 4-5 MPa peuvent être responsables de la 
déformation observée sur l'échantillon. 
 
 
Figure B.III-14 : Cartographies des contraintes dans les directions radiales, longitudinales ou calculées d'après 
le critère de Tresca, après remise à plat du prélèvement 
 
Ce retour d'expérience permet d'estimer que les contraintes résiduelles dans le revêtement 
étaient de l'ordre de 4 à 5 MPa sur le système considéré. Ces valeurs sont cohérentes avec 
les niveaux de contraintes résiduelles estimés précédemment, entre 4 et 9 MPa à 
l'interface acier/FBE en fonction de la température ou de la pression de service. Ce retour 
d’expérience permet donc de valider les méthodes et le choix des lois de comportement 
utilisées dans nos modèles. 
 
 
III. VIEILLISSEMENT HUMIDE D'UN PIPELINE EN SERVICE 
 
Cette étude numérique permettra dans un premier temps de visualiser l'avancée du front de 
diffusion de l'eau dans le revêtement tricouches et de calculer les temps d'arrivée de l'eau 
liquide à l'interface acier/FBE. Ces temps pourront être comparés aux temps calculés à partir 
S11 : Contraintes radiales
Critère de Tresca
S22 : Contraintes longitunales
S11 (Pa) S22 (Pa) Tresca (Pa)




des modèles analytiques. Dans un second temps, l'impact de la présence d'eau sur les 
contraintes résiduelles d'un pipeline revêtu en service sera évalué. 
  
III.1. CINETIQUES DE DIFFUSION 
 
La diffusion de l’eau est un phénomène largement étudié dans la littérature pour des 
matériaux très variés. Les modèles de diffusion de Fick [7, 8] et de Langmuir [9, 10] sont 
présentés ci-dessous. Le modèle de Fick décrit bien la prise en eau du PE [6], tandis que le 
modèle de Langmuir rend mieux compte de la cinétique de diffusion de l’eau dans les FBE. 
Ces deux modèles nous permettront de déterminer les coefficients de diffusion du PE et du 
FBE, à partir d’essais gravimétriques de prise en eau sur des plaques de PE et des films libres 
d’époxy. 
 
III.1.1. DIFFUSION FICKIENNE : APPROCHE ANALYTIQUE 
 
Par analogie aux phénomènes de transfert de chaleur par conduction et de transfert de 
masse, Fick a établi ses lois. Lorsqu'un matériau est dit isotrope, le gradient de concentration 
de l’espèce diffusante induit un flux qui lui est proportionnel. C’est ce qu’exprime la 
première loi de Fick (Equation B.III-4). F représente le flux de matière absorbé, D est le 




  Equation B.III-4 
   
La seconde loi de Fick correspond au bilan de conservation de matière au cours de la 





  Equation B.III-5 
 
Lorsque la diffusion est unidirectionnelle et que D est indépendant de la concentration, les 















  Equation B.III-7 
 
Un problème de diffusion est donné par la géométrie du milieu et un ensemble de 
conditions aux limites. Crank [7] a présenté un bon nombre de solutions mathématiques de 
ces équations pour des géométries et des conditions aux limites différentes. La géométrie la 




plus utilisée est la plaque mince (Figure B.III-15). Cette géométrie sera retenue pour la suite 
de ce travail. 
 
 
Figure B.III-15 : Conditions aux limites utilisées pour la résolution des équations de Fick 
 
Ainsi, si nous considérons une plaque plane mince d’épaisseur e, au sein de laquelle est 
dissoute une espèce diffusante, initialement à la concentration uniforme Co et dont les 
surfaces sont gardées à la concentration uniforme C1, alors, l’évolution spatiale et 
temporelle de la concentration de soluté est donnée par l'Equation B.III-8. D est le 
coefficient de diffusion, x la distance à partir du plan central de la plaque, t le temps 









































 Equation B.III-8 
 
En considérant que mt représente la quantité de matière absorbée au temps t, et m la 































 Equation B.III-9 
 
Cette Equation B.III-9 est généralement à la base des modèles de cinétique de diffusion. Il 
est parfois utile de travailler avec des expressions simplifiées, notamment aux temps courts 
de vieillissement, ou au contraire, aux temps plus longs.  
 
Deux cas de figure peuvent se présenter et sont illustrés sur la Figure B.III-16. Aux temps 
courts, le pourcentage d'eau absorbée dans la plaque croît linéairement avec la racine carrée 
du temps. La pente de la courbe permet alors de calculer le coefficient de diffusion. Aux 
temps longs, le pourcentage d'eau absorbée dans le polymère tend progressivement vers 
une valeur de saturation. 
0 e
x
Conditions aux limites :
oC (x, t=0) = 0
oC (0, t>0) = C0
oC (e, t>0) = C0





Figure B.III-16 : Modèle analytique de Fick, écriture simplifiée 
 
Un travail antérieur réalisé par Legghe [6] a permis de suivre la prise en eau de plaques de 
polyéthylène prélevées sur une mise en œuvre industrielle de revêtement tricouches. Les 
courbes obtenues, ainsi que les modélisations analytiques de Fick réalisées sont rappelées 
sur la Figure B.III-17. 
 
 
Figure B.III-17 : Evolution de la prise en eau du PE durant immersion dans de l'eau désionisée à + 60°C et 
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Le Tableau B.III-2 précise le pourcentage d'eau à saturation et le coefficient de diffusion du 
PE déterminé par le modèle de Fick. Ces résultats seront utilisés comme données d'entrée 
pour la simulation numérique de la diffusion de l'eau à travers la couche de PE. 
 
Matériau Eau absorbée à saturation(%) Coefficient de diffusion (m².s-1) 
PEHD 0,06 5.10-12 
Tableau B.III-2 : Pourcentage d'eau à saturation et coefficient de diffusion du PE 
 
III.1.2. DIFFUSION DE LANGMUIR : APPROCHE ANALYTIQUE 
 
Le second modèle analytique présent dans la littérature a été proposé par Carter et Kibler 
[10]. Ils supposent que l’eau absorbée dans un polymère est constituée de deux phases. En 
premier lieu, une phase liée composée de N molécules. Parmi ces molécules liées, certaines 
ont une probabilité par unité de temps β de se libérer et de devenir mobiles. D’autre part, 
une phase mobile est composée de n molécules. Les molécules d’eau mobiles diffusent avec 
un coefficient D indépendant de la concentration et des contraintes. Elles sont absorbées 
avec une probabilité par unité de temps γ, devenant liées à certains sites particuliers non 
définis. 
 
La quantité d’eau absorbée atteint l’équilibre (m) lorsque le nombre de molécules mobiles 
par unité de volume (n) et le nombre de molécules liées par unité de volume (N) tendent 
vers des valeurs décrites par l'Equation B.III-10. 
 
Nn    Equation B.III-10 
 
La solubilité de l’eau à un temps t infini peut donc être exprimée en pourcentage de la masse 
de polymère sec par l'Equation B.III-11, où Meau représente la masse molaire de l'eau, NA est 









100  Equation B.III-11 
 
Par ailleurs, dans le cas d'une diffusion unidirectionnelle, l’échange de molécules d’eau à la 
position z et au temps t peut être décrit par les Equation B.III-12 et Equation B.III-13. Ces 


































  Equation B.III-13 
 
Carter et Kibler [10] définissent la constante κ, qui est proportionnelle au coefficient de 
diffusion de l'eau dans le matériau et inversement proportionnelle au carré de l'épaisseur du 
matériau (Equation B.III-14). L'unité de la constante κ est homogène à celle d'une fréquence, 








  Equation B.III-14 
 
En considérant les conditions aux limites présentées sur la Figure B.III-18 et en supposant 
que 2.γ et 2.β sont largement inférieurs à κ, on obtient une solution approchée décrite par 
l’Equation B.III-15. 
 
   





Tout comme dans la modélisation de Fick, des expressions simplifiées du modèle seront 
utilisées. Comme le montre la Figure B.III-19, trois cas de figure sont possibles. 
 
La détermination des paramètres de la modélisation de Langmuir nécessite la réalisation 
d'essais de gravimétrie, qui donnent notamment accès à la masse à saturation (m) ainsi 
qu'à la masse au pseudo-palier de saturation (m1) d'une plaque mince de polymère 
immergée dans de l'eau. Le rapport m/m1 est égal au rapport des probabilités β/(β+γ) (cf. 
zone de saturation de la Figure B.III-19). Aux temps courts, le pourcentage d'eau absorbée 
dans la plaque croît linéairement avec la racine carrée du temps. Aussi, la pente de la courbe 
permet de calculer la constante k connaissant le rapport β/(β+γ) (cf. zone linéaire de la 
Figure B.III-19). Connaissant l'épaisseur de la plaque mince, le coefficient de diffusion est 




o n(z,0) = 0 et N(z,0) = 0 pour z <e/2
on (e/2,t) = n∞ et n(-e/2,t) = n∞ pour tout t






















































permettent de déterminer la constante β. En effet, en traçant le Ln(1-mt/ m) en fonction du 
temps, la pente nous donne directement accès à β (cf. zone de transition de la Figure B.III-
19). Dans la zone de saturation, la relation entre la masse au pseudo-palier de saturation et 
la masse à saturation nous permet alors d'en déduire la constante α. 
 
 
Figure B.III-19 : Modèle analytique de Langmuir, écriture simplifiée 
 
Le suivi gravimétrique est effectué sur des films libres de FBE, obtenus par pulvérisation 
électrostatique de le peinture poudre sur une plaque en acier préchauffée à 220°C, sur 
laquelle un agent démoulant est appliqué au préalable. Les détails sur les conditions 
opératoires sont précisés en Annexe IX. La courbe de prise en eau du primaire A, ainsi que la 


































































































m∞ palier de saturation





Figure B.III-20 : Evolution de la prise en eau du primaire époxy A durant immersion dans de l'eau 
déminéralisée à + 60°C et modélisation analytique de Langmuir 
 
Le Tableau B.III-3 précise le pourcentage d'eau à saturation et le coefficient de diffusion du 
FBE ainsi déterminés par le modèle de type Langmuir. Ces résultats seront utilisés comme 
données d'entrée pour la simulation numérique de la diffusion d'eau à travers la couche de 
FBE. 
 
Matériau Eau absorbée (%) Coefficient de diffusion (m².s-1) 
FBE 1,63 5.10-13 
Tableau B.III-3 : Pourcentage d'eau à saturation et coefficient de diffusion du primaire époxy A 
 
III.2. DIFFUSION DE L'EAU A TRAVERS LE REVETEMENT TRICOUCHES 
 
III.2.1. CONDITIONS DU CALCUL 
 
L'objectif de cette étude est d'estimer les temps d'arrivée de l'eau à l'interface acier/FBE. Un 
calcul de diffusion massique en 2D1/2 utilisant des éléments quadrangulaires à interpolation 
linéaire (DCAX4) est effectué. La géométrie modélisée est présentée sur la Figure B.III-21. La 
jonction entre l'acier et le FBE, mais également entre le FBE et le PE est toujours assurée par 






























Figure B.III-21 : Contacts et conditions aux limites de la simulation numérique de la diffusion de l'eau à 
travers un pipeline revêtu 
 
Pour modéliser la diffusion de l'eau dans le revêtement, une concentration constante en eau 
est imposée comme condition aux limites sur la surface extérieure de la couche en 
polyéthylène. Cette concentration (exprimée en %) correspond au pourcentage maximum 
d'eau que le revêtement tricouches pourrait absorber. La couche la plus sensible au 
vieillissement humide est la couche de FBE, avec 1,63% d'eau absorbée à saturation, en 
comparaison au PE qui n'absorbe que très peu d'eau ( 0,06%). L’hypothèse que 
l'assemblage tricouches est exempt d’eau avant la modélisation est faite avec une 
concentration initiale en eau fixée à 0% dans l'assemblage. Le maillage est réalisé par la 
technique « Structured ». Il s'agit du maillage classiquement présenté dans la Partie B,  
Chapitre I, Tableau B.I-3.  
 
III.2.2. DONNEES D'ENTREE 
 
Dans un calcul de diffusion, seules les données sur la diffusivité et la solubilité des matériaux 
sont requises pour simuler la prise en eau du revêtement (Tableau B.III-4).  
 
Matériaux D (m²/s) Solubilité (kg/m3) 
Acier 10-30 10-30 
FBE 5.10-13 1 
PE 5.10-12 0,036 








Contact «TIED » [eau] = 1,63 %




Des valeurs arbitraires très faibles de coefficient de diffusion et de solubilité ont été 
attribuées à la couche en acier. Les coefficients de diffusion du FBE et du PE ont été 
déterminés à partir des modèles analytiques de Fick et de Langmuir. Les solubilités 
attribuées aux couches de PE et de FBE ont été déterminées par méthode inverse, de 
manière à ce que, à la fin du calcul, le pourcentage d'eau à saturation dans chacune des 
couches du revêtement corresponde au pourcentage d'eau à saturation mesuré par les 
essais de gravimétrie, soit 0,06% pour la couche de PE et 1,63% pour la couche de FBE. 
 
III.2.3. RESULTATS : EVOLUTION DE LA PRISE EN EAU AU COURS DU TEMPS 
 
La simulation numérique de la pénétration de l’eau au sein de l'assemblage tricouches 
immergé dans un environnement humide, composante primaire du processus de 
vieillissement accéléré de celui-ci est effectuée à partir des données sur les coefficients de 
diffusion et les masses à saturation du PE et du FBE obtenues par les essais de gravimétrie. 
La Figure B.III-22 présente des exemples de cartographies de la distribution de l'eau au sein 
du revêtement tricouches au cours du temps. On y observe que l'eau pénètre 
progressivement dans l'assemblage à travers la couche de polyéthylène. Le PE absorbe peu 
d'eau à saturation (0,06%). La surface de PE directement immergée dans l'eau est donc 
rapidement saturée. 
 
Après 2 jours d'immersion, les premières molécules d'eau atteignent l'interface acier/FBE. 
Même si le coefficient de diffusion de l'eau dans le PE est 10 fois plus important que celui du 
FBE, comme le FBE absorbe une quantité d'eau presque 30 fois supérieure à celle du PE, 
après 6 jours d'immersion consécutifs, la quantité d'eau emmagasinée dans la couche de FBE 
devient plus importante que celle présente dans la couche de PE. 
 





Figure B.III-22 : Evolution du front de diffusion de l'eau dans l'assemblage tricouches au cours du temps 
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Des temps caractéristiques de diffusion de l'eau à travers le revêtement peuvent être 
calculés à partir de l'écriture simplifiée du modèle analytique de Fick (Figure B.III-16). Aux 
temps courts, l'expression simplifiée de la prise en eau d'un film libre en fonction du temps 

















 Equation B.III-16 
 
A saturation, ∆Mt = ∆M, Une expression approchée du temps de saturation (tsat) d'un film 










 Equation B.III-17 
 
Le temps caractéristique de diffusion de l'au à travers un revêtement supporté (tdif-sup) 
d'épaisseur h=e/2 peut être calculé à partir de l'Equation B.III-17. Son expression est donnée 












 Equation B.III-18 
 
Les temps caractéristiques de diffusion de l'eau à travers le PE et le FBE ont été calculés à 
partir de l'Equation B.III-18 et les valeurs sont données dans le Tableau B.III-5.  
 
   
temps de caractéristiques de diffusion: πe²/(4D) 
 
e (m) D (m²/s) temps (s) temps (heures) temps (jours) 
PE 0,0034 5E-12 1,8.106 504 21 
FBE 0,00015 5E-13 3,5.104 10 0,4 
Tableau B.III-5 : Temps caractéristiques de diffusion de l'eau dans les couches de PE et de FBE; calculs 
effectués à partir de l'expression analytique simplifiée de Fick 
 
La Figure B.III-22 montre que dès que les premières molécules d'eau atteignent l'interface 
PE/FBE, l'eau diffuse rapidement à travers la fine couche de FBE, ce qui est cohérent avec les 
temps caractéristiques de diffusion de quelques heures calculés par le modèle analytique 
simplifié de Fick (Tableau B.III-5). Les temps caractéristiques de diffusion de l'eau à travers la 
couche de PE calculés à partir du modèle analytique de Fick sont plus longs (21 jours) du fait 
de son épaisseur et de son coefficient de diffusion (cf. Equation B.III-18). Le modèle 
numérique montre un fort gradient de concentration en eau entre la surface externe de la 
couche de PE immergée dans l'eau et sa surface interne en contact avec le FBE, avec une 




concentration en eau maximale sur la surface extérieure du PE immergée dans l'eau (Figure 
B.III-22). L'épaisse couche de polyéthylène n'empêche pas la diffusion de l'eau, néanmoins 
elle ralentit la propagation de l'eau à travers l'assemblage tricouches. Un comportement 
analogue était calculé lors de la simulation numérique du refroidissement à l'eau de 
l'assemblage, suite à l'application à haute température du revêtement tricouches. De par ses 
propriétés isolantes, un fort gradient thermique était calculé dans l'épaisse couche de PE, 
qui ralentissait finalement le processus global de refroidissement de l'assemblage. 
 
La Figure B.III-23 trace les évolutions de teneur en eau dans les couches de PE et de FBE d'un 
pipeline revêtu et exposé à un environnement humide durant cinquante ans. Au cours du 
vieillissement humide, les quantités d'eau absorbées dans chacune des couches du 
revêtement augmentent progressivement pour atteindre leurs masses à saturation. 
 
 
Figure B.III-23: Résultat numérique concernant l'évolution de la teneur en eau des différentes couches du 
revêtement tricouches appliqué sur un pipe en acier et exposé à un environnement humide.  
 
Près de l'interface PE/FBE, le modèle numérique prévoit que la couche de PE aura absorbée 
80% de sa teneur en eau à saturation, après 70 jours environ d'immersion continue 
unidirectionnelle de la canalisation revêtue dans de l'eau. Une durée de deux ans est 
nécessaire pour que la couche de FBE absorbe 80% de sa teneur en eau à saturation près de 
l'interface acier/FBE. Après des durées respectives de 145 jours et de 7 ans d'immersion, 
près des interfaces de l'assemblage, les couches de PE et de FBE contiendraient 98% de leurs 























































Il n'est pas possible expérimentalement de suivre les prises en masses respectives au cours 
du temps de chacune des couches du revêtement d'un tube revêtu, dont la surface externe 
en PE serait immergée dans de l'eau. Nous ne disposons donc pas d’éléments expérimentaux 
permettant d'apprécier la crédibilité des temps de diffusion de l'eau dans l'assemblage 
tricouches calculés par le modèle numérique. En revanche, le suivi de la prise en masse 
d'une plaque mince immergée dans de l'eau, tel que cela est effectué dans les essais de 
gravimétrie peut aussi être simulé sur AbaqusTM. La comparaison entre les courbes 
expérimentales et numériques de prise en eau de plaques minces de PE ou de FBE permettra 
de mieux estimer l'écart entre les temps de diffusions réels et les temps de diffusion obtenus 
par le calcul numérique. 
 
Ainsi, les essais de gravimétrie effectués sur des plaques minces de PE et de FBE ont été 
simulés à l'aide du logiciel AbaqusTM. Un calcul de diffusion massique en 2D utilisant des 
éléments quadrangulaires à interpolation linéaire (DC2D4) est effectué. La géométrie 
modélisée est présentée sur la Figure B.III-24. Les épaisseurs des plaques de FBE de PE sont 
respectivement égales à environ 500 µm et 6 mm, tandis que leurs largeurs sont de l'ordre 
de 50 et 30 mm.  
 
 
Figure B.III-24 : Géométrie modélisée pour la simulation numérique de la diffusion unidirectionnelle de l'eau 
dans une plaque mince de PE ou de FBE 
 
Le maillage est réalisé par la technique « Structured ». La discrétisation de la géométrie a été 
réalisée manuellement sur chacun des segments par le choix du nombre de nœuds, avec 5 
nœuds dans l'épaisseur et 500 nœuds sur les cotés. La concentration initiale en eau est fixée 
à 0%. Une concentration constante en eau est imposée comme condition aux limites sur les 
côtés de la plaque, de manière à ce que la masse à saturation calculée par le modèle 
numérique corresponde à la masse à saturation mesurée expérimentalement. Les données 
d'entrée concernant la diffusivité et la solubilité du PE ou du FBE sont les mêmes que celles 
utilisées pour la simulation numérique de la diffusion de l'eau à travers l'assemblage 
tricouches et sont précisées dans le Tableau B.III-4. 
 
Plaque mince de PE ou de FBE Epaisseur
Eau
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Les Figure B.III-25 et Figure B.III-26 comparent les courbes expérimentales de prise en eau 




Figure B.III-25 : Comparaison entre la courbe expérimentale de prise en eau de plaques minces de 
polyéthylène durant immersion dans de l'eau désionisée à + 60°C [6] aux courbes calculées à partir du 





Figure B.III-26 : Comparaison entre la courbe expérimentale de prise en eau de plaques minces du primaire 
époxy A durant immersion dans de l'eau déminéralisée à + 60°C aux courbes calculées à partir du modèle 



















200 400 600 800 10000
Temps (s1/2)
Modélisation numérique avec AbaqusTM
Modèle analytique  Fick plaque moulée
Plaque moulée PEHD
Echantillon Pipe PEHD
























Calcul numérique avec Abaqus 
Calcul analytique de Langmuir 




Le modèle numérique s'appuie sur un comportement fickien de l'eau dans le revêtement, la 
cinétique de diffusion de l'eau dans PE est donc bien décrite. Par contre, les cinétiques de 
diffusion de l'eau dans le FBE sont surestimées. 
 
La Figure B.III-26 montre que pour un pourcentage d'eau inférieur à 1,1%, les cinétiques de 
diffusion expérimentale et numérique de l'eau dans la plaque mince de FBE sont 
comparables. Par contre, au-delà de ce pseudo-palier de saturation, le comportement du 
FBE s'éloigne du comportement fickien et la cinétique réelle d'absorption d'eau est plus 
lente. Après environ 3 jours d'immersion ( 500 s1/2) en eau déminéralisée, la prise en eau 
réelle du FBE est de 1,2%, tandis qu'un pourcentage en eau de 1,6% est calculé par 
AbaqusTM, soit une surestimation de la prise en eau réelle d’un facteur 1,3. Après environ 6 
jours d'immersion (730 s1/2), 80% de la teneur en eau à saturation du FBE (1,3%) sont 
effectivement atteints. Après cette même durée, le modèle numérique prévoit déjà une 
saturation quasi complète de la plaque FBE. 
 
Comme le modèle numérique rend bien compte de la prise en eau réelle d'un film libre de 
PE, la cinétique de diffusion de l'eau calculée par le modèle numérique à travers la couche 
de PE d'un revêtement tricouches appliqué peut être considérée, en première 
approximation, comme proche de la réalité. Les premières molécules d'eau arriveraient donc 
à l'interface PE/FBE après environ 66 heures ( 3 jours) d'immersion de l'assemblage 
tricouches (cf. Figure B.III-22). Les différences de cinétique de diffusion entre le modèle 
numérique et la courbe expérimentale de prise en eau d'un film libre de FBE peuvent aussi 
être extrapolées à l'étude numérique de prise en eau du FBE d'un revêtement tricouches 
appliqué. Ainsi, dès que les premières molécules eau arriveraient à l'interface PE/FBE, l'eau 
diffuserait en quelques heures à travers la fine couche de FBE pour atteindre l'interface 
acier/FBE (cf. Figure B.III-22), et pour des pourcentages en eau inférieurs à 1%, les cinétiques 
de diffusion calculées seraient représentatives de la réalité (cf. Figure B.III-26).  
 
Cependant, il est important de noter qu'il existe des différences en termes de cinétique de 
diffusion entre un film libre et un revêtement appliqué. La diffusion sur films libres peut être 
modifiée par rapport à celle des revêtements supportés, en raison notamment de la 
présence de contraintes internes dans le revêtement. Un matériau en compression voit sa 
diffusion ralentir, alors qu’un matériau en traction la voit accélérer [11-13]. Or, nous avons 
montré que selon la température de service, le revêtement pouvait être en traction ou en 
compression (cf. Figure B.III-5 d, e, f). Les cinétiques de diffusion de l'eau à travers le 
revêtement seront donc probablement modifiées. Il a aussi été mis en évidence que la 
cinétique de diffusion de l'eau dans un joint collé était plus rapide que dans l'adhésif 
massique [14]. Ces différences peuvent être attribuées à la proximité du métal qui contraint 
le retrait de l'époxy durant l'étape de réticulation. Près de l'interface, le coefficient de 
dilatation de l'époxy serait donc modifié et conduirait à des structures moins denses, d'où 
des cinétiques de diffusion plus rapides. Par ailleurs, selon le sens de l'extrusion du PE 




(extrusion longitudinale ou transversale), les chaines du polyéthylène peuvent s'orienter et 
modifier la cinétique de diffusion de l'eau dans cette couche. Le modèle numérique donne 
alors uniquement des ordres de grandeur sur les cinétiques de diffusion de l'eau à travers le 
revêtement de l'assemblage tricouches. 
 
Après par exemple 5 jours d'immersion de l'assemblage tricouches, près de l'interface 
acier/FBE, la prise en eau calculée dans la couche de FBE est de 0,01%. Par ailleurs Legghe et 
al. [15] ont corrélé les phénomènes de perte d'adhérence d'assemblages acier/FBE aux 
temps d'arrivée de l'eau à l'interface. Il est mis en évidence, que pour des épaisseurs de FBE 
inférieures à 250 µm, les temps où une perte d'adhérence est mesurée, correspondent aux 
temps d'arrivée de l'eau à l'interface acier/FBE. Pour des épaisseurs de FBE de 150 µm, 
l'adhérence initiale mesurée par des essais d'adhérence par arrachement est supérieure à 10 
MPa, et cette adhérence est maintenue durant les 16 premières heures d'immersion dans de 
l'eau désionisée à +60°C. L'adhérence diminue ensuite de manière drastique et atteint 8 MPa 
après 18h d'immersion, puis 4 MPa après 20h d'immersion. Après 22 heures d'immersion, 
l'adhérence résiduelle du FBE appliquée sur des substrats en acier polis miroir est nulle, 
tandis que la rugosité des substrats sablés permet de maintenir une adhérence résiduelle de 
2 MPa. Donc, l'arrivée de l'eau à l'interface acier/FBE même en faible proportion combinée 
aux contraintes internes au sein du pipeline revêtu, constituent des facteurs critiques pour la 
durabilité de l'assemblage tricouches. 
 
Cette étude a donc permis de déterminer les données d'entrée concernant la solubilité des 
couches de FBE et de PE, qui simulent les prises en eau distinctes des différentes couches du 
revêtement. La couche de PE qui absorbe très peu d'eau (0,06%) n'empêche pas la diffusion 
de l'eau, mais ralentit la propagation de l'eau à travers le revêtement tricouches. D’après 
le modèle numérique, les premières molécules d'eau atteignent l'interface PE/FBE après 
trois jours d'immersion consécutifs. Par la suite, seulement quelques heures sont 
suffisantes pour que l'eau diffuse à travers la fine couche de FBE et atteigne l'interface 
acier/FBE. L'arrivée de l'eau à cette interface est particulièrement critique vis à vis de la 
durabilité de l'assemblage tricouches car les pertes d'adhérence du revêtement sont 
directement corrélées aux temps d'arrivées de l'eau à l'interface acier/FBE [6, 15].  
 
III.3. IMPACT DE L'EAU SUR LES CONTRAINTES RESIDUELLES AU SEIN 
 D'UN PIPELINE EN SERVICE 
 
III.3.1. CONDITIONS DU CALCUL 
 
L'objectif de cette étude est de quantifier l'impact de la prise en eau sur les contraintes 
résiduelles au sein d'un pipeline revêtu en fonctionnement. Le couplage 
diffusion/mécanique n’est pas présent dans le code AbaqusTM. Toutefois, il est possible de 




faire l’analogie entre la thermique et la diffusion. En effet, il existe une similitude entre les 
équations de la chaleur (Equation B.III-19) et les équations de la diffusion (Equation B.III-20) 
qui va permettre de modéliser une concentration en eau dans le revêtement à une 
température donnée et où λ est la conductivité thermique du matériau, ρ sa masse 







































Equation B.III-20 : Loi de Fick 1D 
 
 
Dès lors, un calcul thermomécanique couplé en 2D1/2 utilisant des éléments quadrangulaires 
à interpolation linéaire et réduction des points d'intégration (CAX4RT) est réalisé. La 
géométrie modélisée est la même que celle présentée dans le Chapitre I, Figure B.I-8. Le 
maillage est réalisé par la technique « Structured ». Il s'agit du maillage classique présenté 
dans la Partie B, Chapitre I, Tableau B.I-3. Le chargement, les contacts et les conditions aux 
limites appliquées sont décrits sur la Figure B.III-27.  
 
 
Figure B.III-27 : Chargement et conditions aux limites du processus de diffusion de l'eau à travers le 
revêtement tricouches d'un pipeline en fonctionnement 
 
Les jonctions entre l'acier et le FBE, mais également entre le FBE et le PE sont toujours 
assurées par un contact de type « TIED ». Une pression interne de 6,77 MPa est maintenue 

































fixée à 0%. Pour simuler la diffusion de l'eau à travers l'assemblage, une concentration en 
eau de 1,63% est imposée sur la surface extérieure de la couche de polyéthylène.  
 
Trois calculs sont effectués. Dans l'étape initiale du calcul, les états de contraintes générés 
après mise en service du pipeline sont importés et définissent l’état initial du calcul (Figure 
B.III-4 et Figure B.III-5). Les très faibles déformations induites par la pression et les 
températures de service sont négligées dans ce cas. La durée du calcul est fixée à 50 ans, 
durée de vie minimale attendue pour ces types d’assemblages en fonctionnement.  
 
III.3.2. DONNEES D'ENTREE 
 
La couche de polyéthylène absorbant très peu d'eau, nous supposerons donc que son 
module d'Young reste constant avec la prise en eau.  
 
Les évolutions des modules d'Young des FBE au cours du vieillissement humide ont été 
mesurées par des essais statiques de mini-traction à l'aide du DMA Q800 de TA Instruments, 
avec l'outil tension (Figure B.III-28). Des films libres de FBE ont été immergés dans de l'eau 
déminéralisée à +60°C. Ils ont été prélevés après différents temps de vieillissement et pesés, 
de manière à déterminer la prise en eau du film. Ils ont ensuite été caractérisés par des 
essais de mini-traction, de manière à déterminer le module d'Young du film vieilli.  
 
Un protocole expérimental a été mis au point. Les essais sont effectués en taux de 
déformation (DMA strain rate), avec le mode « Tension Film ». Les échantillons ont une 
longueur de 25 mm environ, une largeur de 3 ± 0,5 mm et une épaisseur de 220 ± 30 µm. 
Une force initiale de 0,001 N et un déplacement initial de 50 µm sont imposés à l'échantillon. 
Les essais sont effectués à température ambiante à une vitesse de 20 µm/min, jusqu'à la 
rupture du matériau. 6 essais sont réalisés à chaque prélèvement. 
 
 
Figure B.III-28 : Photo d'un échantillon de FBE mis en position dans l'outil de tension pour la réalisation d'un 
essai de mini-traction 
 




La Figure B.III-29 montre l'évolution du module d'Young du FBE A au cours du vieillissement. 
Les écarts-types mesurés sont importants, néanmoins on observe que le module d'Young du 
FBE tend à diminuer avec la prise en eau. A saturation, le FBE a perdu environ 20% de ses 
propriétés mécaniques initiales. 
 
 
Figure B.III-29 : Evolution du module d'Young du primaire époxy A en fonction de sa prise en eau 
 
 
L’utilisation d’un modèle de calcul thermique impose de renseigner les paramètres 
permettant de résoudre l’équation de la chaleur (cf. Equation B.III-19) : la conductivité 
thermique (λ), la capacité thermique massique (Cp) et la masse volumique (). L’ensemble de 
ces paramètres a été renseigné afin de traduire numériquement la valeur de coefficient de 
diffusion de prise en eau (D). Les paramètres de diffusivité et de solubilité sont les mêmes 
que ceux du Tableau B.III-4. Les autres paramètres implémentés dans les modèles 












Acier 10-30 210 0,3 0 10-30 
FBE 5.10-13 f(% d'eau) 0,33 0,001 1 
PE 5.10-12 0,64  0,42 10-10 0,036 
Tableau B.III-6 : Paramètres d'entrée utilisés pour la résolution numérique du couplage diffusion-mécanique 
 
y = -0,37x + 2,92 
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Dans le couplage diffusion-mécanique, α représente désormais le gonflement des matériaux. 
Les valeurs de gonflement sont fixées de manière arbitraire, étant donné que les faibles 
prises en eau du PE ou de FBE n'induisent pas des variations significatives du volume des 
échantillons permettant la mesure expérimentale d'un taux de gonflement. 
 
III.3.3. RESULTATS DU CALCUL 
 
Tout comme dans l'étude de l'influence de la pression et des températures de service, 
l’étude se focalisera sur les contraintes interfaciales loin des extrémités du pipe revêtu pour 
s’affranchir des phénomènes d’effet de bord non présents dans le cas réel.  
 
La Figure B.III-30 présente l'évolution des contraintes aux interfaces acier/FBE et PE/FBE, 
après mise en service du pipeline, avec une température interne du gaz de 60°C, ainsi 
qu'après vieillissement humide de ce même pipeline en service durant 50 ans.  
 
 
Figure B.III-30 : Contraintes résiduelles aux interfaces acier/FBE et PE/FBE après mise en service de 
l'assemblage tricouches avec une température interne du gaz de 60°C, puis vieillissement humide du pipeline 
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Au cours du vieillissement humide, les contraintes résiduelles relevées dans la couche de PE 
près de l'interface PE/FBE ne sont presque pas modifiées, ce qui est cohérent avec la très 
faible prise en eau de la couche de PE. En revanche, les contraintes résiduelles relevées près 
de l'interface acier/FBE dans la couche de FBE diminuent au cours du vieillissement humide 
de 4,3 à 2,1 MPa. 
 
Au cours du vieillissement humide, la couche d'époxy est progressivement plastifiée par 
l'eau, d'où la diminution de son module d'élasticité au cours du vieillissement (Figure B.III-
29). La plastification du revêtement entraîne alors une augmentation de la mobilité des 
chaînes polymères, et induit une relaxation partielle des contraintes interfaciales au cours du 
temps. 
 
Les Figure B.III-31 et Figure B.III-32 font un bilan de l'évolution des contraintes calculées aux 
interfaces acier/FBE et PE/FBE d'un pipe revêtu à partir du modèle thermo-viscoélastique. 
Les niveaux de contraintes résiduelles sont comparés à l'issue d'étapes clés du cycle de vie 
d'un pipeline, à savoir la mise en œuvre du revêtement tricouches, avec notamment la 
simulation numérique des étapes de refroidissement à l'eau puis à l'air, les périodes de 
stockage avec la simulation de l'évolution des contraintes internes au cours du temps, la 
mise en service du pipeline et enfin le vieillissement humide de l'assemblage. 
 
Dans la plupart des cas, les contraintes résiduelles les plus importantes près de l'interface 
PE/FBE sont calculées durant les étapes de refroidissement de l'assemblage, suite à la mise 
en œuvre du revêtement tricouches et sont de l'ordre de 7 MPa (Figure B.III-31). La forte 
capacité de relaxation du polyéthylène permet une relaxation d'environ 75% au cours du 
temps des contraintes internes qui deviennent inférieures à 2 MPa après une année de 
stockage de l'assemblage à l'air ambiant. En service, la pression exercée par le gaz sur la 
surface interne du tube métallique, combinée au différentiel de température entre le sol et 
le gaz, favorisent les phénomènes de cisaillement à l'interface. Les contraintes résiduelles 
peuvent alors varier entre 1 et 13 MPa. Par ailleurs, dans une moindre mesure, la relaxation 
des contraintes du PE se poursuit. La sollicitation en cisaillement de l'interface PE/FBE est 
d'autant plus forte que la température interne du gaz circulant à l'intérieur de la canalisation 
est faible. Enfin, la couche de PE absorbe une très faible quantité d'eau (0,06%), aussi l'eau 
n'a quasiment pas d'impact sur les contraintes résiduelles dans cette couche. Par contre, le 
PE laisse diffuser l'eau, qui atteint la couche de FBE plus hydrophile, et dont l'état de 
contraintes internes est alors modifié au cours du vieillissement humide.  





Figure B.III-31 : Evolutions des contraintes résiduelles à l'interface PE/FBE durant le cycle de vie d'un pipeline 
revêtu par le revêtement tricouches; calculs effectués avec un modèle thermo-viscoélastique 
 
 
Figure B.III-32 : Evolutions des contraintes résiduelles à l'interface acier/FBE durant le cycle de vie d'un pipe 
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Les calculs montrent que les niveaux de contraintes les plus critiques à l'interface acier/FBE 
sont atteints en service et varient entre 4 et 9 MPa, suivant les conditions de température 
auxquelles sont exposées le pipeline (Figure B.III-32). La diffusion de l'eau à travers le FBE 
induit une relaxation d'environ 50% et les contraintes résiduelles près de l'interface 





Cette étude a permis de mettre en évidence que des contraintes internes étaient bien 
présentes dans la canalisation revêtue et les niveaux de contraintes ont pu être quantifiés au 
cours de différentes étapes clés du cycle de vie d'un pipeline. 
 
A l'interface acier/FBE, identifiée comme le lieu privilégié du décollement potentiel du 
revêtement tricouches, les calculs montrent que c'est bien durant le fonctionnement du 
pipeline que les niveaux de contraintes internes les plus critiques y sont atteints. Ils sont de 
l'ordre de 4 à 9 MPa suivant les conditions de pression et de température auxquelles 
l'assemblage est soumis. Par ailleurs, un prélèvement de revêtement tricouches sur un 
pipeline en service dont le revêtement n'était plus adhérent  a permis de valider que des 
niveaux de contraintes de 4-5 MPa étaient représentatifs des niveaux réels de contraintes au 
sein du revêtement. 
 
Dans un environnement sec, les contraintes internes seules ne peuvent pas expliquer les 
phénomènes de décollement observés sur des pipelines en service. En effet les contraintes 
calculées aux interfaces acier/FBE et PE/FBE sont respectivement inférieures à 9 et 13 MPa, 
alors que les résistances en cisaillement initiales du PE ou du FBE sont de l'ordre de 25-30 
MPa. En revanche en environnement humide, la dégradation progressive des liaisons 
interfaciales acier/FBE combinée aux contraintes résiduelles au sein de l'assemblage sont 
potentiellement responsables des cas de décollement prématuré du revêtement tricouches 
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Ce travail de Thèse a démontré l'intérêt des préparations et traitements de surface pour 
l'amélioration de l'adhérence des assemblages acier/époxy.  
 
En effet, les préparations de surface permettent d'obtenir un degré de propreté et une 
rugosité. Ces deux éléments optimisent les forces de liaison et donc l'adhérence du 
revêtement qui résiste alors mieux dans des environnements agressifs. Les fortes pertes 
d’adhérence observées au cours du vieillissement hydro-thermique de joints effectués sur 
substrats polis miroir vont dans le sens d’une interface formée majoritairement de liaisons 
secondaires sensibles à la présence d’eau. La rugosité permet alors de ralentir les effets du 
vieillissement humide et donc de prolonger la durée de vie du système. Il a été mis en 
évidence que les fortes rugosités étaient particulièrement bénéfiques pour les adhérences 
sèches des assemblages. Par contre, au-delà d’une certaine rugosité, l’augmentation de la 
rugosité ne s’accompagne pas d’une amélioration significative de l’adhérence humide. La 
perte d'adhérence humide est de l'ordre de 20 à 35% suivant la rugosité du substrat. Ces 
résultats suggèrent que le FBE ne mouille pas parfaitement la surface des substrats les plus 
rugueux. Des bulles d’air seraient alors piégées et constitueraient ainsi des sites sensibles au 
vieillissement humide aux temps longs de vieillissement. Les profils de surface du substrat en 
acier pourraient être optimisés, de manière à améliorer la mouillabilité des primaires époxy. 
 
Pour améliorer l’adhérence des revêtements de protection et la tenue à la corrosion des 
structures métalliques, certains applicateurs des systèmes tricouches ont recours au 
traitement de chromatation. Ce travail confirme que l'utilisation de ce traitement améliore 
considérablement la durabilité des pipelines revêtus. Néanmoins, compte tenu de sa toxicité 
et de l'évolution de la réglementation, son utilisation sera interdite dans un futur proche. Le 
traitement chimique de la surface métallique par application d’un promoteur d'adhérence 
de type organosilane (l'aminopropyltriéthoxysilane) a donc été étudié. Cette étude a 
démontré que le traitement aminosilane est un candidat potentiel en vue du remplacement 
du traitement de chromatation. Dans de bonnes conditions d’application, de bons niveaux 
d’adhérences sont mesurés sur des assemblages non vieillis (>20 MPa) et ces performances 
sont maintenues en environnement humide. L’aminosilane doit être appliqué en fine 
couche, et peut être réticulé à haute température (200°C) à partir d’un bain alcalin proche 
du pH naturel de l’aminosilane (10,6).  
 
Les hautes températures auxquelles sont mises en œuvre les revêtements tricouches des 
pipelines semblaient a priori être le facteur le plus critique vis à vis de l'efficacité des 
aminosilanes, car ces agents de couplages sont sensibles à la chaleur. En effet, à hautes 
températures, les groupements organo-fonctionnels amines sont oxydés en groupements 
non réactifs vis à vis des primaires époxy. Nous avons effectivement constaté qu'à hautes 
températures (100 ou 200°C), une partie des groupements amines étaient oxydés en 
groupements amides. Néanmoins, si la durée de mise en contact du silane avec le primaire 






oxirannes du primaire époxy et renforcer l'interphase silane/époxy. Dans le procédé 
industriel actuel de mise en œuvre des revêtements tricouches, l'application de 
l'aminosilane pourrait être réalisée par trempage, comme c’est le cas aujourd’hui avec les 
traitements de chromatation, avant le préchauffage du tube en acier. L'aminosilane serait 
ensuite préchauffé autour de 200°C, puis mis en contact avec le primaire époxy sur des 
durées inférieures à une minute. Dans ces conditions, l'étude de la cinétique de conversion 
des groupements amines en groupements amides a permis de constater que moins de 10% 
des groupements amines étaient oxydés en groupement amides. Une fraction majoritaire de 
groupements amines ( 90%) resterait donc disponible pour réagir avec le primaire époxy. 
Par ailleurs, notre étude a montré qu'une pré-réticulation des silanes à 200°C conduit aux 
meilleures adhérences sèches et humides. L'étude fine des propriétés de surface des silanes 
a mis en évidence que la nano-rugosité supérieure des films de silanes réticulés à 200°C 
permettrait un meilleur ancrage mécanique du primaire époxy dans le silane.  
 
Contrairement à ce que laissait penser la littérature, le pH du bain de silane qui pilote 
l'orientation de l'aminosilane en surface, n'est pas le facteur déterminant pour optimiser la 
durabilité des assemblages. Le traitement aminosilane basique augmente la proportion  de 
liaisons covalentes entre le silane basique et le primaire époxy par rapport au silane acide 
dont la réactivité vis à vis de l'époxy est fortement limitée par la présence d'acide formique 
utilisé comme agent acidifiant. Ce dernier réagit en effet avec les fonctions amines de 
l'aminosilane pour former un sel de formiate d'ammonium qui réduit fortement la 
disponibilité des groupements amines. Par ailleurs, sous l'effet de la chaleur, ce sel se 
déshydrate en groupements amides non réactifs vis à vis de l'époxy. Il est important de noter 
que le traitement chimique de l’acier avec le  silane acide réticulé à 200°C induit aussi une 
augmentation significative de la durabilité des assemblages. Par conséquent, la formation de 
liaisons covalentes à l'interphase silane/époxy n'est pas indispensable pour améliorer la 
durabilité des assemblages. Nous restreignons l'utilisation du traitement aminosilane à des 
primaires époxy dont l'agent de réticulation n'est pas le durcisseur DICY. Nous supposons 
que le mauvais comportement des assemblages acier/silane/époxy-DICY est lié à une 
ségrégation du durcisseur DICY à l’interface silane/FBE qui pourrait sensibiliser cette 
interface. Des études complémentaires seraient nécessaires pour valider cette hypothèse.  
 
Ce travail de thèse a aussi démontré l'intérêt du calcul numérique par éléments finis pour 
quantifier les contraintes internes dans l'assemblage tricouches.  
 
La bonne corrélation entre les observations sur sites industriels et les résultats du calcul 
numérique en termes de champs de températures ou de déplacement ont permis de valider 
la pertinence des trois modèles numériques développés pour simuler les échanges 
thermiques réels ainsi que les déplacements au sein du pipeline revêtu. Il a été montré que 
la prise en compte de la viscoélasticité du revêtement est indispensable à la quantification 





numérique le plus pertinent est donc le modèle thermo-viscoélastique. Toutefois, loin des 
effets de bords, les modèles thermo-élatique et thermo-élasto-plastique restent intéressants 
pour obtenir rapidement un ordre de grandeur des niveaux de contraintes aux interfaces. 
Ces modèles requièrent moins d'informations sur les propriétés physiques des matériaux, 
qui sont aussi plus accessibles dans la littérature ou plus simples à mesurer 
expérimentalement.  
 
Après refroidissement de l'assemblage à température ambiante suite à la mise en œuvre à 
hautes températures du revêtement tricouches, le modèle thermo-viscoélastique calcule 
qu'une zone de concentration de contraintes est localisée près des bords du tube revêtu 
avec une intensité maximale de contraintes égale à 29 MPa. Loin des effets de bords, les 
contraintes résiduelles sont inférieures à 10 MPa. Au regard des résistances au cisaillement 
initiales du PE et du FBE qui sont de l'ordre de 25-30 MPa, ces niveaux de contraintes 
semblent réalistes. En s'appuyant sur le modèle thermo-élastique, les épaisseurs des 
couches du revêtement ont été optimisées, de manière à minimiser les contraintes internes 
accumulées durant le refroidissement à l'eau de l'assemblage. Des épaisseurs supérieures à 
125 µm et à 3,9 mm sont respectivement proposées pour les couches de FBE et de PE. Ces 
épaisseurs sont en bon accord avec les recommandations actuelles de GRTgaz pour une 
canalisation en acier standard de 610 mm de diamètre externe. 
 
Nous avons également mis en évidence qu'au cours du temps, l'assemblage tricouches était 
capable de relaxer une partie des contraintes emmagasinées lors de sa mise en œuvre. Un 
fort pourcentage de relaxation de la couche de PE est calculé (75%), tandis qu'un 
pourcentage modéré de relaxation est calculé pour la couche de FBE (15%). Le calcul 
numérique montre qu'après seulement quelques heures de stockage, les tubes revêtus ont 
quasiment atteint un état de contraintes minimales. Après refroidissement de l'assemblage 
tricouches, l'interface la plus critique est l'interface FBE/PE, ce qui est cohérent avec les 
quelques cas de décollements observés à l'interface FBE/adhésif PE. Au cours du temps, du 
fait de la forte capacité de relaxation du PE, l'interface critique devient progressivement 
l'interface acier/FBE.  
 
En service, il a été mis en évidence que la pression interne du fluide circulant à l'intérieur de 
la canalisation revêtue et le différentiel de température entre le sol et la température du 
fluide favorisent les phénomènes de cisaillement aux interfaces de l'assemblage. A 
l'interface acier/FBE, identifiée comme le lieu privilégié de décollement du revêtement 
tricouches, les calculs montrent que durant le fonctionnement du pipeline revêtu, les 
niveaux de contraintes les plus critiques sont atteints et sont de l'ordre de 4-9 MPa. Par 
ailleurs, un prélèvement de revêtement tricouches sur un pipeline en service dont le 
revêtement n'était plus adhérent a permis de valider que des niveaux de contraintes de 4-5 
MPa étaient représentatifs des niveaux réels des contraintes au sein du revêtement. Dans un 





les dégradations prématurées observées sur des pipelines en service. En effet, les 
contraintes calculées aux interfaces acier/FBE et PE/FBE sont respectivement inférieures à 9 
et 13 MPa, ce qui est largement inférieur aux résistances en cisaillement initiales du PE ou 
du FBE, qui sont de l'ordre de 25-30 MPa. D'autres explications pourraient être à rechercher 
dans les effets de la protection cathodique associée à la protection passive par les 
revêtements polymères et qui n'ont pas été pris en compte dans cette étude. 
 
Enfin, dans un environnement humide, le modèle numérique prévoit que seulement 
quelques jours sont nécessaires pour que les premières molécules d'eau traversent la 
couche de PE et atteignent l'interface PE/FBE. Par la suite, quelques heures sont suffisantes 
pour que l'eau diffuse à travers la fine couche de FBE et atteigne l'interface acier/FBE. Or, il a 
été mis en évidence1 que les pertes d'adhérence du revêtement étaient directement 
corrélées aux temps d'arrivées de l'eau à l'interface acier/FBE, avec des d'adhérences 
résiduelles de 2-10 MPa sur substrats rugueux. Par ailleurs, le calcul numérique prévoit que 
l'arrivée de l'eau induit une relaxation partielle des contraintes à l'interface acier/FBE. Des 
contraintes résiduelles de l'ordre de 2-5 MPa subsisteraient donc à l'interface critique 
acier/FBE. La combinaison de ces contraintes internes et de la dégradation progressive des 
liaisons interfaciales acier/FBE augmenteraient significativement, avec le temps, les risques 
de rupture de cette liaison au sein de l'assemblage. 
 
 
Ce travail ouvre plusieurs perspectives d'étude. Avec le primaire D dont le durcisseur est une 
DICY, il a été mis évidence que même sur des assemblages non vieillis, les ruptures sont 
majoritairement adhésives aussi bien sur des substrats préparés selon le protocole 
dépoussiérage poussé, que sur des substrats traités par l'aminosilane. Les performances 
adhésives des assemblages acier/silane/époxy-DICY étant d'autant plus médiocres en 
environnement humide. Le paramètre clé pilotant l'adhérence des assemblages semble donc 
être l'interface acier/FBE, qui serait particulièrement fragile avec les époxy DICY, même 
avant vieillissement. Il serait intéressant de consolider ces hypothèses par des analyses 
poussées des interfaces (interphase) acier/FBE DICY ou acier/silane/FBE DICY. Pour mieux 
discriminer l'influence du durcisseur, cette étude serait d'autant plus pertinente avec des 
matrices époxy formulées sans charges. 
 
Par ailleurs, il serait intéressant de mettre au point un essai de vieillissement accéléré 
permettant la qualification de la performance en adhérence sur le long terme d’un système 
de revêtement complet. Un tel dispositif permettrait notamment de valider les temps de 
diffusion de l'eau estimés par le calcul numérique. D'autre part, le traitement aminosilane, 
dont les paramètres d'application ont été optimisés dans cette étude pourrait être appliqué 
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sur une production industrielle de revêtement tricouches, puis une étude comparative entre 
les performances de ce nouveau système et ceux de systèmes déjà qualifiés serait menée, 
dans le but de valider le bénéfice de ce traitement de surface mis en évidence sur des 
assemblages simplifiés acier/FBE. La durabilité de tous les systèmes de revêtements 
complets pourrait aussi être comparée sur la base des résultats d'adhérence obtenus avec 
l'outil de vieillissement accéléré à développer. 
 
Ensuite, en milieu humide, la protection cathodique associée à la protection passive par les 
revêtements polymères pourrait également avoir des effets sur la durabilité de l'assemblage 
qu'il serait intéressant d'étudier2,3. Sur un  pipeline en fonctionnement, il serait aussi 
intéressant d'évaluer l'impact d'une inversion même brève de la polarisation cathodique en 
polarisation anodique.  
 
Enfin, l'aspect numérique concernant la diffusion de l'eau dans le revêtement et son impact 
sur les  contraintes internes au sein de l'assemblage pourrait être affiné. Le couplage 
diffusion mécanique pourrait être encore plus précis avec le développement d'une 
subroutine4 intégrant par exemple le modèle de Langmuir dans la modélisation par éléments 
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ANNEXE I : ESSAI DE SIMPLE RECOUVREMENT 
 
1. MODE OPERATOIRE 
 
Plusieurs facteurs peuvent conduire à des modifications du comportement mécanique de 
l’assemblage. Le rôle de la géométrie du joint est important, notamment l’épaisseur du 
substrat (et sa limite d’élasticité) [1,2], la longueur de recouvrement [2] ou encore 
l’épaisseur du joint [3-5]. Par ailleurs, la vitesse de traction a un impact sur les niveaux de 
contraintes à rupture et les faciès de rupture [2]. Une maîtrise de ces paramètres est donc 
nécessaire. Aussi, la réalisation des éprouvettes s’appuie sur les recommandations de la 
norme européenne NF EN 1465 (ISO 4587:2003) portant sur la détermination de la 
résistance au cisaillement d’assemblage rigide-rigide, collés à recouvrement simple.  
 
Toutes les éprouvettes de simple recouvrement sont réalisées avec des substrats en acier 
E24 de dimensions 100  25  1,5 mm3. Un outil permettant de mettre en œuvre des joints 
d’une épaisseur de 500 µm environ a été élaboré. Des feuillards en acier d’épaisseur connue 
ont permis d'ajuster l’épaisseur des joints à 100 ± 15 µm. 
 
Le dispositif de collage et les étapes de réalisation des éprouvettes sont présentés sur la 
Figure A-1. La mise en œuvre simultanée de 6 éprouvettes est possible. Environ 150 mg de 
peinture poudre sont déposés dans la zone de recouvrement d’un des substrats en acier, 
puis le second substrat est déposé délicatement pour former l’assemblage. L’outil permet 
d’appliquer une pression localisée sur la section de cisaillement. Le dispositif est ensuite 
introduit dans une étuve préchauffée à 220°C durant 90 minutes, de manière à assurer la 
réticulation de la peinture poudre. Nos conditions d’application sont donc différentes de 
celles du procédé industriel, où le primaire époxyde est pulvérisé sur un substrat en acier 
préchauffé en rotation.  
 
L’uniformité de réticulation du FBE dans la section de cisaillement est vérifiée par analyse 
calorimétrique différentielle, selon les recommandations de la norme NF A 49710. 
L’échantillon est soumis à trois cycles thermiques consécutifs, dont deux cycles de chauffe, 
où la température de transition vitreuse (Tg) est mesurée. La peinture époxy poudre est 
considérée comme correctement réticulée si la différence de Tg (ΔTg) entre le 1
er et le 3ème 
cycle est inférieure ou égale à 4°C.  
 
Des prélèvements sont effectués sur différentes zones du joint. Le Tableau A-1 présente les 
résultats de ces essais avec le primaire A. Quelle que soit la zone analysée, le ΔTg mesuré est 
inférieur ou égal à 4°C. Les conditions opératoires choisies permettent donc une réticulation 







L’originalité de ce protocole expérimental réside dans la réalisation de joints uniquement par 
une réticulation inter-plaques de la peinture poudre et non par l’usage classique d’une colle. 
En effet, le collage des différents éléments de l’assemblage aurait exigé l’emploi d’un adhésif 
commercial ayant une résistance au cisaillement largement supérieure à la force adhésive du 
primaire époxyde sur l’acier ainsi qu’à la force cohésive du primaire époxyde, de manière à 
s’assurer que la résistance au cisaillement mesurée lors de l’essai soit uniquement due aux 
propriétés intrinsèques du primaire ou alors à la fragilité de l’interface acier/époxy.  
 
 
Figure A-1 : Etapes de mise en œuvre des éprouvettes de simple recouvrement 
 
Zone analysée du joint Tg1 (°C) Tg2 (°C) ∆Tg (°C) 
 
1 104 105 1 
2 102 106 4 
3 103 106 3 
4 106 106 0 
5 104 105 1 
Tableau A-1 : Vérification de l'uniformité de réticulation du primaire époxyde A par analyse calorimétrique 
différentielle 
Outil de collage Démontage de l’outil Mise en place d’un substrat en 
acier et dépôt de la peinture 
poudre dans la zone de 
recouvrement














Au cours du cycle de chauffe, la peinture poudre fond puis réticule, ce qui engendre des 
bavures sur les bords de la zone à cisailler. Ces bavures sont éliminées grâce à une polisseuse 
rotative, de manière à ce que la surface de recouvrement soit la même pour tous les 
échantillons réalisés (Figure A-2).  
 
Les essais de simple recouvrement sont réalisés sur une machine de traction MTS DY25 
ADAMEL LHOMARGY à l’aide d’un capteur de force de 20 kN régulièrement étalonné et 
d’une précision de 0,5%. L’éprouvette est placée symétriquement dans les mors de la 
machine de traction, muni d’un dispositif auto-centreur de fixation de l’éprouvette (Figure 
A-2). Un des mors est maintenu fixe tandis que le second est déplacé à vitesse constante de 
1 mm/min par le biais de la traverse. L’effort et le déplacement de la traverse sont 
enregistrés grâce au logiciel TestWorks qui pilote la machine de traction.  
 
 
Figure A-2 : Photo d’un essai de simple recouvrement (a) ; caractéristiques géométriques de l’éprouvette de 




La Figure A-3 présente quelques courbes typiques obtenues lors de la réalisation d’un essai 
de simple recouvrement sur des joints non vieillis. La reproductibilité de l’essai a été validée 
sur 30 éprouvettes. La dispersion des résultats est faible (≤10%).  
Les valeurs moyennes de contrainte à rupture présentées dans l’étude sont issues d’essais 
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Figure A-3 : Exemple de courbes force-déplacement obtenues durant des essais de traction-cisaillement sur 
des joints à simple recouvrement non vieillis 
 
3. CONDITIONS DE VIEILLISSEMENT 
 
Pour évaluer la durabilité des assemblages, les éprouvettes de simple recouvrement sont 
testées à l’état initial ainsi qu’après immersion dans de l’eau déminéralisée à +60°C jusqu’à 
une durée maximale de 42 jours.  
 
Une peinture anticorrosion est appliquée au préalable sur les substrats en acier, hors zone 
de recouvrement, de manière à éviter la formation de produits de corrosion associés à 
l’attaque du métal par l’eau. L’eau contenue dans la cellule de vieillissement est renouvelée 
chaque semaine par une eau préchauffée à +60°C. 
 
 La Figure A-4 présente l'évolution typique des courbes force-déplacement au cours du 
vieillissement humide. Les forces à rupture diminuent progressivement du fait de la 
plastification de la matrice époxy par l'eau. La diminution de l’allongement à rupture montre 






































Figure A-4 : Evolution typique des courbes force-déplacement au cours du vieillissement (à gauche) ; 
Représentation schématique d’éprouvettes immergées (à droite) 
 
 
ANNEXE II : ANGLES DE CONTACT ET ENERGIES DE SURFACE 
 
Les mesures d'angles de contact sont effectuées à l'aide du GBX-DIGIDROP. Le calcul des 
énergies de surfaces par la méthode d'Owens et Wendt exige d'effectuer des mesures 
d'angles de contact avec quatre liquides distincts sur les surfaces concernées. Deux liquides 
polaires (eau et glycérol) et deux liquides apolaires (hexadécane et diiodométhane) ont été 
sélectionnés. Sur chaque surface étudiée, 10 gouttes de liquides sont déposés de manière à 
déterminer un angle de contact moyen. Le logiciel Visiodrop donne alors directement accès 
aux composantes polaires et dispersives ainsi qu'à l'énergie libre de surface. 
 
 
ANNEXE III : MICROSCOPIE ELECTRONIQUE A BALAYAGE 
 
La microscopie électronique à balayage (MEB) est une technique d’observation de la 
topographie des surfaces. Elle est fondée principalement sur la détection des électrons 
secondaires émergents de la surface sous l’impact d’un très fin pinceau d’électrons primaires 
qui balaye la surface observée et permet d’obtenir des images avec un pouvoir séparateur 
souvent inférieur à 5 nm et une grande profondeur de champ. Elle utilise, en complément, 
les autres interactions des électrons primaires avec l’échantillon : émergence des électrons 
rétrodiffusés, absorption des électrons primaires, ainsi que l’émission de photons X et 
































topographie et/ou de la composition de la surface. Pour cette étude, le MEB Supra 40 VP 
Colonne GEMINI est employé. Il est équipé d'un analyseur EDX Oxford X-max 20 mm². 
 
 
ANNEXE IV : ANALYSES INFRAROUGES 
 
1. IDENTIFICATION DE LA NATURE DU PREPOLYMERE EPOXY, DU DURCISSEUR ET DES 
CHARGES 
 
Deux types d'échantillons sont analysés. Les peintures poudres initiales ainsi que leurs 
résidus inorganiques après traitement thermique dans une étuve sous air à 800°C. 2 mg de 
poudre sont mélangés à 200 mg de KBr. Une pastille est réalisée grâce à une presse 
hydraulique. Une pression de 200 Bars est générée pendant plusieurs minutes.  
 
Les analyses sont effectuées par spectroscopie IR en mode transmission sur un spectromètre 
à transformée de Fourier Nexus 470 Thermo-Nicolet. 16 balayages sont enregistrés à une 
résolution de 4 cm-1. 
 
2. EVOLUTION DES GROUPEMENTS CHIMIQUES DU PRIMAIRE A (DURCISSEUR 
PHENOLIQUE) AU COURS DE LA RETICULATION 
 
Le suivi de l'évolution de l'évolution des groupements chimiques du primaire A au cours de 
la réticulation est effectué par analyses infrarouges. Les mesures sont effectuées en mode 
transmission sur le spectromètre infrarouge à transformée de Fourier Nexus 470 Thermo-
Nicolet. Les spectres sont enregistrés dans la région de 400 à 4000 cm-1. Pour chaque 
mesure, 16 balayages sont réalisés avec une résolution de 4 cm-1.  
 
Environ 2 mg de FBE ont été mélangés à 200 mg de bromure de potassium (KBr). Une 
pression de 200 bar a été appliquée durant plusieurs minutes sur le mélange à l'aide d'une 
presse hydraulique, de manière à générer une pastille. La pastille est introduite dans le 
spectromètre, à l'intérieur d'un dispositif, qui permet de réguler sa température. La pastille 
est chauffée de l'ambiante à 220°C, à une vitesse de 5°C/min. Des spectres IR sont 
enregistrés toutes les minutes. 
 
Une forte diminution de l'intensité de la bande d'absorption associées aux groupements 
oxirannes est aussi mesurée (915 cm-1), caractéristique de la consommation des oxirannes 










Figure A-5 : Evolution des bandes caractéristiques des espèces oxirannes du prépolymère époxy au cours de 
la réticulation 
 
Dans la région de 3200 and 3600 cm-1, une forte diminution de l'intensité des groupements 
hydroxyles est mesurée, caractéristique de la consommation des groupements hydroxyles 
des phénols ou des groupements méthylol des résol.  
 
 







































































































3. EVOLUTION DES GROUPEMENTS CHIMIQUES DU PRIMAIRE D (DURCISSEUR DICY) AU 
COURS DE LA RETICULATION 
 
Le suivi de l'évolution de l'évolution des groupements chimiques du primaire D au cours de 
la réticulation est aussi effectuée par analyses infrarouges, dans les mêmes conditions 
opératoires que celles du primaire .  
 
Les bandes d'absorption caractéristiques de l'époxy et de la DICY sont identifiées sur les 
Figure A-7 et Figure A-8. L'intensité des espèces cyano (2200 cm-1) et N=C=N (2160 cm-1) de 
la DICY ainsi que celles des groupements oxirannes (915 cm-1) du prépolymère époxy 
diminuent au cours du cycle de chauffe. Au cours de la réticulation, la DICY et l'oxiranne sont 
consommés. Les bandes de la DICY se décalent de 2200 à 2188 cm-1, du fait de la formation 
de groupements alkyles DICY [7, 8].  
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Figure A-8 : Evolution des bandes caractéristiques de la DICY dans la région de 2000 et 2400 cm
-1 
 
La Figure A-9 présente quelques spectres IR dans la région de 1500-1800 cm-1.  La bande à 
1580 cm-1 est attribuée au groupement imido d'une des formes tautomères de la DICY [7]. 
Cette bande diminue également au cours de la réticulation. La forte concentration en 
carbonyles dans la région de 1700-1800 cm-1 indique qu'il y a une forte concentration en 
espèces 2-oxazolidinone (1750 cm-1) ou en esters (1730-1740 cm-1) [7, 8]. 
 
 













































 2000   2050   2100   2150   2200   2250   2300   2350   2400  
Nombre d'onde (cm-1)
Diminution de l’intensité du durcisseur 



















































































































































































Les bandes  identifiées dans la région de 1690-1700 cm-1 sont caractéristiques des 
groupements carbonyles de l'urée ou de l'urée de guanyle [8]. Leur faible intensité, indique 
que ces espèces sont en faible proportion dans la résine réticulée. L'intensité des bandes à 
1650 et à 1658 cm-1 augmente puis diminue, alors de l'intensité de la bande à 1675 cm-1 ne 
cesse de croître au cours de la réticulation. Cette bande est attribuée aux groupements 
imino-éthers  issus de la formation des nœuds de réticulation de type IV des systèmes 
époxy/DICY [7-9]. Cette bande peut-aussi être attribuée à la formation de l'espèce cyclique 
2-iminooxazolidine [10]. 
 
La Figure A-10 montre une forte diminution des groupements hydroxyles (3000 cm-1), ce qui 
suggère que les groupements cyano de la DICY réagissent avec les groupements hydroxyles. 
Les mécanismes de réticulation de type IV sont donc largement impliqués dans les processus 
de réticulation du primaire D.  
 
 




Possart et al. [7] ont mis en évidence que les groupements imino-ethers  sont sensibles à la 
dégradation hydrolytique au cours du vieillissement humide (Schéma A-1). C'est 
certainement une des raisons de la sensibilité particulière au vieillissement humide des 
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Schéma A-1 : Hydrolyse des nœuds de réticulation imino-éthers au cours du vieillissement humide [7] 
 
4. ETUDE DES DEPOT DE SILANE SUR SUBSTRAT EN ACIER POLI-MIROIR 
 
Ces études sont réalisées en mode réflexion externe sur le microscope infrarouge Nexus 470 
Thermo-Nicolet couplé au microscope infrarouge Continuum à un angle d'incidence de 45°. 
Chaque spectre IR résulte de la soustraction avec un spectre de référence réalisé sur un 
substrat en acier poli miroir non recouvert de silane.  
 
Pour l’étude de la répartition du Sil-Al-200, 32 balayages sont enregistrés à une résolution de 
4 cm-1. Pour l'étude de l'évolution des groupements chimiques des silanes acide et basique 
avec la température, 128 balayages sont enregistrés à une résolution de 4 cm-1. 
 
 
ANNEXE V : CHROMATOGRAPHIE EN PHASE GAZEUSE COUPLEE A UN 
SPECTROMETRE DE MASSE 
 
La pyrolyse GC-MS permet de fragmenter les primaires, puis d'identifier les fragments 
volatils. Les analyses chromatographiques sont réalisées sur un appareillage Shimadzu 
comprenant en série un pyrolyseur à filament CDS 1000, un chromatographe de type HP 
6890 série GC et un spectromètre de masse HP 6890 série MSD. 
 
Des échantillons de poudres (m ≈ 0,2 mg) sont vaporisés dans le pyrolyseur à une 
température de 600°C, puis injectés dans le chromatographe. Les composés sont entraînés 
dans la colonne par un gaz vecteur Helium à un flux de 49,7 mL/min. Selon l’affinité avec la 
phase stationnaire (diméthylsiloxane apolaire), les composés sont séparés avant d’être 
détectés en sortie de colonne. La colonne mesure 30 m de longueur et a un diamètre de 0,25 
mm. Les composés arrivent alors dans le spectromètre de masse, où ils sont ionisés par 







rapport masse/charge (m/z). Leur identification est effectuée par comparaison du spectre de 
masse à une bibliothèque interne de spectres de références. 
 
 
ANNEXE VI : ANALYSE THERMOGRAVIMETRIQUE 
 
L’Analyse DSC-TGA (Differential Scanning Calorimetry – ThermoGravimetric Analysis) mesure 
simultanément les flux de chaleur et les variations de masse d’un échantillon en fonction de 
la température ou du temps sous une atmosphère contrôlée (balayage d’air ou d’azote). Les 
informations obtenues permettent de distinguer les évènements endothermiques et 
exothermiques associés à une perte de masse (décomposition, déshydratation) de celles 
sans variation de masse (fusion, cristallisation). Les essais sont réalisés grâce à la machine 
Q600 de TA Instrument.  
 
Une masse de 5 à 10 mg de peinture poudre est introduite dans un creuset en alumine. Un 
creuset en alumine vide sert de creuset de référence. Les échantillons sont soumis à une 
rampe en température de l’ambiante à 800°C (ou 1000°C sous azote). Une vitesse de 
20°C/min est imposée sous un flux d’air (ou d'azote) de 100 mL/min. Deux essais sont 
réalisés pour chaque poudre analysée.  
 
Les thermogrammes sont analysés à l’aide du logiciel Universal Analysis. La Figure A-11 
présente un exemple typique des thermogrammes obtenus lors de l'analyse DSC-TGA du 
primaire B. Des thermogrammes similaires sont obtenus avec tous les FBE étudiés. 
 
 
Figure A-11 : Exemple de thermogrammes obtenus après analyses thermogravimétriques du primaire B sous 






ANNEXE VII : CALORIMETRIE DIFFERENTIELLE A BALAYAGE 
 
La calorimétrie différentielle à balayage est une technique d'analyse thermique qui mesure 
les différences des échanges de chaleur entre un échantillon (à caractériser) et une 
référence. Les programmes thermiques de DSC classique (Differential Scanning Calorimetry) 
sont en général linéaires ou isothermes. En MDSC (Modulated Differential Scanning 
Calorimetry), ces mêmes types de programmes sont convolués par de faibles perturbations 
sinusoïdales comprises dans des gammes de temps plus courtes. Via la modulation du signal, 
des informations complémentaires à la DSC sont accessibles : le flux de chaleur total est 
déconvolué en flux de chaleur dit « reversing » et « non reversing ». Le flux « reversing »  
donne accès à des informations sur la fusion ou la transition vitreuse, tandis le flux « non 
reversing » renseigne par exemple sur les phénomènes de cristallisation, de relaxation de 
contraintes ou d'évaporation. 
 
1. DETERMINATION DES TG CONVENTIONNELLES EN DSC 
 
Ces mesures ont été effectuées à l’aide de la machine Q10 de chez TA Instruments. Des 
creusets standards en aluminium sont utilisés. La masse de poudre analysée varie entre 5 et 
10 mg. Deux passages consécutifs sont effectués à une vitesse de chauffe de 10°C/min entre 
40 et 300°C. L’échantillon est rapidement refroidi jusqu’à 40°C à une vitesse de 20°C/min 
entre ces deux passages. Le premier passage permet de déterminer l’enthalpie de 
réticulation de la résine tandis que le second passage donne la température de transition 
vitreuse maximale du film réticulé.  
 
2. SUIVI  DES TG AU COURS DU VIEILLISSEMENT HUMIDE EN MDSC  
 
Les mesures de Tg sont réalisées à l’aide de la machine Q100 de chez TA Instruments. Les 
films libres de FBE de masse variant entre 15 et 20 mg sont pesés à l’aide d’une balance de 
précision de 0,1 mg et introduits dans des creusets hermétiques à grands volumes. L’essai 
s’effectue sous atmosphère inerte d'azote. Une modulation de 0,5°C toutes les 100 secondes 
est appliquée. Les échantillons sont chauffés de 50°C à 180°C à une vitesse de 2°C/min.  
 
Les thermogrammes sont analysés à l’aide du logiciel Universal Analysis. Les résultats 
obtenus au cours du vieillissement humide des primaires A, B et C sont présentés 












Figure A-12 : Evolution des Tg du primaire A au cours du vieillissement humide à +60°C et après désorption 
 
 
Figure A-13 : Evolution des Tg du primaire B au cours du vieillissement humide à +60°C et après désorption 
 
 




















































ANNEXE VIII : RHEOLOGIE DES FBE 
 
Les mesures de viscosité des FBE sont effectuées à l'aide du rhéomètre rotatif Bohlin 
Instruments en géométrie plan-plan. La peinture poudre est déposée sur le disque fixe 
préchauffé à 100°C, 125°C ou 150°C (Figure A-15). Un cisaillement de 50 Pa est appliqué à 
une fréquence de 5 Hz. 
 
 
Figure A-15 : Principe de fonctionnement du rhéomètre plan-plan 
 
La mesure nous donne accès notamment à la viscosité complexe et aux modules de 
conservation (G') ou de perte (G''). Un exemple de courbes typiques obtenues est présenté 
sur la Figure A-16. Les temps de gel correspondent au point d'intersection entre les courbes 
de G' et G''. En traçant le logarithme népérien du temps de gel en fonction de l'inverse de la 
température, on s'aperçoit que les cinétiques de réticulation des FBE sont comparables 
(Figure A-17). La viscosité n'est pas un paramètre discriminant qui permettrait de 
comprendre les différences de performances mesurées entre les FBE. 
 
 














































Figure A-17 : Détermination des énergies d'activation des FBE - Loi d'Arrhénius 
 
 
ANNEXE IX : SUIVI GRAVIMETRIQUE 
 
Les mesures de prise en eau des FBE sont effectuées sur des films libres de dimensions  50 x 
50 mm² et d'épaisseur de 500 ± 50 μm. Les échantillons sont immergés dans de l’eau 
déminéralisée à +60°C.  
 
Les films sont extraits de leur milieu de vieillissement à des intervalles réguliers, puis ils sont 
séchés par un léger tamponnage afin d’éliminer l’eau résiduelle de la surface des films. Les 
primaires sont pesés à l’aide d’une balance de précision de 0,1 mg.  
 
Pour chaque FBE, une prise en eau moyenne est calculée à partir de la mesure de la prise en 
masse de 5 films distincts.  
 
L'évolution de la prise en eau des quatre primaires étudiés au cours du vieillissement humide 






y = 7818x - 14,248 
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Figure A-18 : Evolution de la prise en eau des FBE au cours du vieillissement humide à +60°C 
 
 
ANNEXE X : SPECTROSCOPIE RMN 
 
La spectroscopie de résonnance magnétique nucléaire concerne l'absorption par certains 
noyaux de radiations électromagnétiques dans le domaine des radiofréquences. Elle permet 
la caractérisation de la nature chimique et structurale de l'échantillon sondé. 
 
Les spectres RMN 1H, 13C et COSY1H13C sont réalisés avec le spectromètre Bruker Avance 400 
(400 MHz). Les organosilanes ont été dissous dans de l'eau deutérée. La durée d'acquisition 
des spectres RMN 1H est d'une minute, elle est de 2 heures pour les spectres  RMN 13C et de 
14 heures pour les spectres RMN COSY1H13C. Les spectres obtenus sont traités avec le 
logiciel MestRe-C et la calibration est effectuée sur le déplacement chimique du solvant eau 
deuterée (4,75 ppm). 
 
Les spectres RMN 29Si ont été réalisés au Spectropole de Marseille sur un spectromètre 
Bruker Avance DPX-400. Les silanes ont aussi été dissous dans de l'eau deutérée, la durée 
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ANNEXE XI : MICROSCOPIE A FORCE ATOMIQUE 
 
La microscopie à force atomique est basée sur la mesure d’interactions entre les atomes de 
la surface d’un échantillon et une sonde. La sonde est composée d’un levier au bout duquel 
se trouve une pointe très fine. L’échantillon est positionné sur une platine piézoélectrique de 
déplacement (balayage XYZ). La déflection du levier est suivie grâce à un faisceau laser 
centré sur sa partie supérieure. Après réflexion sur un miroir, le faisceau arrive sur un 
photodétecteur, où sa position dépend de la déflexion du levier (Figure A-19). 
 
 
Figure A-19 : Principe de fonctionnement général de l'AFM 
 
Les mesures ont été effectuées avec un Nanoscope Veeco Multimode de Bruker AXS associé 
à un scanner de type 8610 JVLR. Pour minimiser les déformations en surface et les 
déplacements de matières, les mesures ont été réalisées en mode « contact intermittent » 
(tapping mode) avec des sondes Bruker de type RTESP. Le levier oscille à une fréquence 
proche de sa fréquence de résonance et à une amplitude libre lorsqu’il n’est pas en contact 
avec la surface. La pointe oscillante est amenée en contact intermittent avec la surface, où 
son amplitude d’oscillation est réduite par rapport à son amplitude libre, et sa phase 
modifiée. 
 
Afin de maintenir l’amplitude d’oscillation de la pointe constante, un système 
d’asservissement ajuste la distance pointe-surface permettant ainsi d’obtenir des 
informations sur la topographie de l’échantillon. Les déphasages sont mesurés et 
cartographiés simultanément à l’image en hauteur. Le déphasage correspond à la différence 
entre la fréquence d’oscillation du levier en contact avec l’échantillon et la fréquence 
imposée au levier hors contact. Si le déphasage est nul, cela traduit une réponse purement 
élastique du matériau. Si le déphasage est de 90°, alors la réponse est purement dissipative,  
Cale Piézoélélectrique z : ΔV ↔ Δz
Miroir
Support de la sonde : fixe
Photodétecteur
Sonde = levier + pointe
Faisceau laser positionnement de la pointe
Analyse signal (V)
Rétroaction (Δz)






du fait de phénomènes visqueux ou d’adhésion. L'analyse d'images est effectuée sur le 
logiciel NanoScope Analysis de Bruker. 
 
 
ANNEXE XII : DIFFUSION DYNAMIQUE DE LA LUMIERE 
 
La diffusion de la lumière (DLS : Dynamic Light Scattering) est une technique d'analyse 
spectroscopique permettant d'accéder à la taille de particules en suspension ou de chaîne de 
polymère en solution. Les solutions initiales de silane sont diluées dans de l'eau 
déminéralisée (2,5 % en volume) puis analysées à température ambiante à l'aide du Zeta 
sizer 3000 de Malvern Instruments. Les tailles moyennes de particules résultent de cinq 
mesures acquises sur une durée de 80 secondes par mesure. 
 
 
ANNEXE XIII : SPECTROMETRIE XPS 
 
La spectrométrie de photoélectrons induits par rayons X (XPS) permet d'obtenir la 
composition chimique en surface d'un matériau. Les analyses sont réalisées chez Biophy 
Research avec un spectromètre électron XPS Scienta 200 équipé d’une source AlKα 
monochromatisée (1486,6 eV). Les spectres à haute résolution sont acquis à une puissance 
de 225 Watt, tandis que les spectres à basse résolution sont enregistrés à une puissance de 
150 Watt. Les analyses ont été effectuées en incidence normale (0°). La profondeur analysée 
est inférieure à 10 nm et varie entre 2 et 8 nm. Toutes les énergies de liaison sont 
rapportées à la composante C-C/C=C/C-H (contamination atmosphérique) fixée à 285,0 eV.  
 
Les spectres de haute résolution sont enregistrés en mode «slot», ce qui induit l’analyse 
d’une aire égale à 300 × 700 μm² environ. La déconvolution des spectres est réalisée à l’aide 
du logiciel Vision Processing. Les courbes sont déconvoluées en s’appuyant sur le critère de 
la largeur du pic à mi-hauteur qui doit être comprise entre 1,2 et 1,5 eV. Par ailleurs, cette 
largeur à mi-hauteur doit être la même pour tous les pics analysés.  
 
Le profil élémentaire est réalisé par érosion ionique. L’énergie des ions Ar+ utilisés pour 
réaliser ce profil est de 0,5 keV ; la taille du cratère d’abrasion est égal à 3 x 3 mm², tandis 
que la vitesse d’abrasion est de 2,6 nm/min. Cette vitesse est estimée en étalonnant 
l’appareil sur des films de SiO2. L’analyse est réalisée au centre du cratère (surface analysée : 
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Madeleine TCHOQUESSI - Laboratoire MAPIEM, Université de Toulon 
 
Amélioration de l'adhésion de revêtements épais sur acier : étude expérimentale et numérique 
 
 
La corrosion des canalisations métalliques pour le transport de gaz ou d’hydrocarbures est un problème critique qui 
peut avoir des répercussions financières et environnementales très importantes. Les revêtements polyoléfines 
tricouches sont largement utilisés pour préserver l’intégrité des structures. Ils sont constitués d’une sous couche mince 
époxy, d’une couche mince d’adhésif et d’une couche épaisse le plus souvent en polyéthylène. Ce système de 
revêtement bénéficie de très bonnes qualités d'adhérence. Néanmoins, des cas de décollements de ces revêtements à 
l’interface époxy/acier ont été constatés sur des pipelines en service depuis quelques années seulement, alors que la 
durée minimale de vie escomptée des tubes dans le sol est de quelques dizaines d’années. Ces décollements pourraient 
être dus à une dégradation progressive des liaisons interfaciales entre le primaire époxy et la surface métallique, 
associée à la présence de contraintes interfaciales importantes entre les différentes couches de l'assemblage. Cette 
étude vise alors d'une part à proposer des solutions permettant d’aboutir à la meilleure performance en vieillissement 
de la liaison adhésive, et d'autre part à quantifier les niveaux de contraintes au sein de la canalisation en acier revêtue 
depuis sa mise en œuvre, jusqu'à sa mise en service. 
 
Les liaisons interfaciales dépendant nécessairement de la préparation de surface de l’acier, des procédés de nettoyage 
ont été testés afin d’évaluer leur influence sur l’adhérence initiale et la durabilité des assemblages.  Les préparations de 
surface permettent d'obtenir un degré de propreté et une rugosité. Ces deux éléments maximisent les forces de liaison 
et donc l'adhérence du revêtement. Le revêtement résiste alors mieux dans des environnements agressifs. Tous les 
procédés de nettoyage testés ont conduits à des niveaux de propreté équivalents du substrat en acier. Les essais 
effectués sur substrats polis miroir ont mis en évidence qu’une rugosité est nécessaire pour améliorer la durabilité des 
assemblages. La rugosité permet d'obtenir des adhérences supérieures à celles sur substrats polis miroir, de ralentir les 
effets du vieillissement humide et donc de prolonger la durée de vie du système. Il a été mis en évidence que les fortes 
rugosités étaient particulièrement bénéfiques pour les adhérences sèches. Par contre, au-delà d’une certaine rugosité, 
l’augmentation de la rugosité ne s’accompagne pas d’une amélioration significative de l’adhérence humide. Une étude 
sur l’apport des traitements de surface a aussi été menée. L’addition d’un traitement de surface a peu d’impact sur les 
adhérences initiales des assemblages, en comparaison avec une préparation de surface classique. Par contre les 
traitements de surfaces améliorent considérablement les adhérences humides, et donc la durabilité des assemblages. 
Notre travail prouve que le traitement aminosilane est un candidat potentiel en vue du remplacement du traitement 
toxique de chromatation, référence en matière de traitements de surface dans l'industrie des pipelines et dont 
l'utilisation sera interdite dans un futur proche compte tenu de l'évolution de la réglementation. Dans de bonnes 
conditions d'application et associé avec des primaires époxy appropriés, les adhérences sèches et humides obtenues 
avec les silanes sont comparables (voire supérieures) à celles de la chromatation. 
 
Par ailleurs, la modélisation par éléments finis du système tricouches a permis de préciser les niveaux de contraintes 
aux interfaces résultant de la mise en œuvre et de prévoir leur évolution au cours du temps et du vieillissement 
humide. Après refroidissement de l'assemblage tricouches suite à la mise en œuvre du revêtement, l'interface la plus 
critique est l'interface adhésif/époxy, ce qui est cohérent avec les quelques cas de décollements observés durant les 
phases de stockage des tubes. Au cours du temps, du fait de la forte capacité de relaxation du polyéthylène (75%) en 
comparaison à la capacité de relaxation de l'époxy (15%), l'interface critique devient progressivement l'interface 
acier/époxy. En service, il est mis en évidence que la pression interne du fluide circulant à l'intérieur de la canalisation 
revêtue et le différentiel de température entre le sol dans lequel les pipelines sont enterrés et la température du fluide 
favorisent les phénomènes de cisaillement aux interfaces de l'assemblage. A l'interface acier/époxy identifiée comme le 
lieu privilégié de décollement du revêtement tricouches, les calculs montrent que les niveaux de contraintes les plus 
critiques sont atteints durant le fonctionnement du pipeline revêtu et sont de l'ordre de 4-9 MPa. Enfin, dans un 
environnement humide, le modèle numérique prévoit que seulement quelques jours sont nécessaires pour que les 
première molécules d'eau traversent la couche de polyéthylène, ensuite quelques heures sont suffisantes pour que 
l'eau diffuse à travers la couche d'époxy et atteigne l'interface critique acier/époxy. L'arrivée de l'eau induit une 
relaxation partielle des contraintes à l'interface acier/FBE et des contraintes résiduelles de l'ordre de 2-5 MPa 
subsistent. La combinaison de ces contraintes internes à la dégradation progressive des liaisons interfaciales 
acier/époxy sont potentiellement responsables des cas de décollement prématuré du revêtement tricouches.  
 
Mot clés : Adhérence, Vieillissement humide, Epoxy (FBE), Agent de couplage silane, Contraintes internes, Calcul par 
élements finis (MEF) 
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Improving adhesion of thick coatings on steel: experimental and numerical study 
 
External Corrosion can weaken underground steel pipelines and render them unsafe for transporting oil or gas. 
Premature damage of this network could lead to dramatic financial and environmental consequences. Three layers 
polyolefin coatings composed by a fusion bonded epoxy, a modified polyolefin adhesive and a thick polyolefin topcoat, 
are the most widely systems used to preserve the structure integrity. This protective coating system presents excellent 
adhesion. Nevertheless, in some specific cases, loss of adhesion has been observed at steel/epoxy interface on 
operating pipelines on shorter period than their expected lifetime of about fifty years. This disbonding can be assigned 
to the progressive degradation of interfacial bonds between the epoxy primer and the metallic surface combined to 
substantial interfacial stresses between the different layers of the assembly. This study thus aims both to provide 
solutions to achieve the best ageing performance of the adhesive bond, and secondly to quantify the stress levels in a 
coated steel pipe since coating manufacturing  to pipeline commissioning. 
 
Given that interfacial bonds depend necessarily on steel surface preparation, cleaning methods were compared to 
appraise their influence on assemblies dry and wet adhesion. Surface preparations allow to achieve a level of cleanness 
and to create a surface roughness. These two elements maximize binding forces and therefore the adhesion of the 
coating. The coating is thus more resistant to aggressive environments. All cleaning process have led to equivalent level 
of cleanness of steel substrate. Experiments carried out on mirror polished steel substrates highlighted that a surface 
roughness is necessary to improve joints durability. Roughness allows to obtain higher adhesion compared to mirror 
polished  steel substrates, slows the effects of humid ageing and thus contributes to extend the durability of the 
system. It has been demonstrated that a high roughness is particularly beneficial for dry adhesion. By cons, beyond a 
certain roughness, increasing the surface roughness does not lead to significant improvement of wet adhesion. The 
benefits of surface treatments were also investigated. The addition of a surface treatment has little impact on dry 
adhesion in comparison with a conventional surface preparation. However, surface treatments substantially enhance 
the adhesion strength in wet stage, and therefore increase the durability of the assemblies. We also demonstrate that 
aminosilane surface treatments are competitive alternatives to traditional chromate conversion, which is the surface 
treatment of reference in pipeline industry, and whose use will be prohibited in a near future considering  changes in 
legislation. Under good conditions of application and associated with appropriate fusion bonded epoxy, dry and wet 
adhesion obtained with silane surface treatments are comparable (or even higher ) than those obtained with chromate 
surface treatments. 
 
Furthermore, finite element modeling has allowed to specify interfacial stresses levels inside the assembly resulting 
from coating's manufacturing process and to predict their evolution over time and during wet ageing. Soon after 
coating implementation, the multilayer system is sharply cooled down with cold water and the numerical model 
predicts that adhesive/epoxy is the most critical interface, which is consistent with the few cases of spontaneous 
disbondment observed periods of coated pipe storage. Over time, due to the strong ability of relaxation of 
polyethylene (75%) compared to the lower capacity of relaxation of epoxy (15%), the critical interface progressively 
becomes steel/epoxy interface. In operation, it is shown that internal pressure of the fluid flowing inside the coated 
pipe combined to  temperature differences between the fluid and the soil in which pipelines are buried promote shear 
solicitation of assembly interfaces. Results of calculations show that it is in operation that the most critical stresses 
levels are reached at steel/epoxy interface and are in the order of 4-9 MPa. Finally, in humid environment, the 
numerical model computes that only a few days are needed for the first molecules of water to diffuse through the thick 
polyethylene layer, then a few hours are good enough for allowing water to diffuse through the thin epoxy layer  and 
reach steel/epoxy interface. The presence of water induces a partial stresses relaxation at steel/epoxy interface. 
Internal stresses do remain at the critical steel/ epoxy interface and are in the order of 2-5 MPa stress. Residual stresses 
combined to progressive deterioration of steel/epoxy interfacial bonds would significantly increase the risk of coating 
detachment from steel pipe in time. 
 
Keywords : Adhesion, humid ageing, Fusion bonded epoxy, Silane coupling agent, Internal stress, Finite element 
computation 
